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第1章  序論 
 
1.1 本研究の背景および目的 
日本の鋼骨組の設計においては，直行する 2 方向の水平力に同等に抵抗する角形鋼管柱を用い
ることが構造計画・コスト計画において有効であるとの立場が一般的である．この形式の鋼骨組
の柱梁接合部の代表的な構成方法として，通しダイアフラムを用いた梁通しのディテールがある．
この接合部形式の鉄骨製作の場合は，柱を接合部位置で切断し，通しダイアフラムを挿入した後
に，柱部分および接合部部分の角形鋼管を通しダイアフラムに完全溶込み溶接する必要があり，
溶接量が多いと言う特徴を有したものである． 
一方，欧米諸国において多く使用される H形断面柱を採用する場合は，水平スチフナーによる
水平補剛材を用いる柱通し形式の接合部ディテールが可能となる．柱通し形式の柱梁接合部を採
用すれば，柱の切断および再接合の製作工程を省略することが可能であり，製作コストの低減が
期待される．しかし，その一方で，柱通し形式の骨組とした場合は，梁フランジ溶接接合部を下
向き姿勢の完全溶込み溶接で施工するためには大掛かりな設備が必要となる．梁フランジの溶接
接合を水平姿勢の完全溶込み溶接とすれば，特別な設備は不要となるが，水平姿勢の溶接施工は
下向き姿勢の場合に比べ施工難易度が高くなる他，低入熱の溶接施工が求められ，溶接施工の効
率低下が生じる． 
柱通し形式で製作する場合の梁フランジの溶接継目は，前面 T字形式となるため隅肉溶接によ
る溶接接合が可能となるが，隅肉溶接を主要溶接部に採用することは稀であるのが現状である．
その理由として，現行の建築基準法で規定されている前面隅肉溶接継目の耐力は，側面隅肉溶接
継目の場合と同様に最小のど断面に生じるせん断力で評価され，実際の耐力を過小評価するため
1.1)，保有耐力接合による設計が困難であることが挙げられる．さらに，水平姿勢での隅肉溶接は
決して難易度の低い溶接施工ではないものの，適切な溶接条件や施工方法を確立できれば簡便な
方法で溶接技能者の技量を確認でき 1.2)，信頼できる品質を確保でき得る溶接方法と考えられるが，
柱梁接合部などの大きな塑性変形能力が期待される接合部での実績がほとんどないことで，主要
部位を隅肉溶接で接合するのに必要な技術の蓄積や技能者の養成は行われてこなかった． 
文献 1.3)では，H 形断面柱に梁を隅肉溶接で接合する場合であっても，溶接継目を適切に設計
・施工されていれば完全溶込み溶接を用いた場合と遜色のない接合部性能を発揮することが可能
であるとしている．この研究は，被接合材に開先加工を行わない標準的な隅肉溶接（以下，標準
隅肉溶接）について，被接合材の板厚が 12mm以下の場合を対象にしたものであるため，その適
用は比較的規模の小さい鉄骨建物に限定されている上に，エンドプレートに H形断面梁が溶接さ
れた片持ち梁形式の検討であり，接合部パネルの影響が考慮されていない架構に対する検討とな
っている．隅肉溶接を板厚の大きな被接合材に適用しようとする場合には，溶接量を減らす目的
で，60°の部分開先を設け，開先部分の溶込み形状を耐力に考慮した隅肉溶接(以下，異形隅肉溶
接)を用いる方法があり 1.4)，最小のど厚が等しい標準隅肉溶接と異形隅肉溶接の溶着金属の面積を
比較すると，開先を設ける異形隅肉溶接の溶着金属の面積は標準隅肉溶接の 0.58 倍となる（図
1.1.1）．そのため，板厚が大きい場合でも異形隅肉溶接を用いれば，溶接量を少なく抑えることが
でき，合理的な設計が可能となると考えられるが，これまでに異形隅肉溶接に対する研究はほと
んどなく，日本建築学会「鋼構造接合部設計指針 1.5)」においても，異形隅肉溶接継目の強度評価
式としては特に明記されていない．隅肉溶接継目の強度評価式としては，例えば文献 1.6) や 1.7) 
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が挙げられる．文献 1.7)では，異形隅肉溶接について，耐力評価式が誘導されており，斜方角度
を変数とした実験結果と比較している．文献 1.7) の実験結果によると，斜方角度が小さく前面隅
肉溶接に近い場合は，溶接継目のルートと止端を結ぶ断面で破断が生じているが，耐力評価式は，
斜方角度によらず最少のど断面における仮定された応力状態に基づいて行われており，破壊モー
ドに基づいた評価式にはなっていない．また，隅肉溶接は溶接部近傍に不溶着部を有する溶接方
法で，その不溶着先端の溶接ルート部には応力および歪の集中が生じる．応力および歪の集中が
生じる場合，そこを起点として破壊が生じ，場合によっては脆性的な破壊が生じる危険性も指摘
され，諸外国では隅肉溶接のような不溶着部を含んだ溶接方法を柱梁接合部などの主要な接合部
位に適用することはできない．一方，隅肉溶接と同様に不溶着部を含む部分溶込溶接に補強隅肉
を施す溶接を用いた柱梁接合部の載荷実験の報告 1.8) ~1.10)があり，それらの報告によると適切な設
計・施工がなされれば，十分な塑性変形能力が得られ，不溶着部近傍の塑性拘束は小さく，脆性
破壊の危険性は低いことが示されている．しかしながら，前述の通り，異形隅肉溶接の実験的な
研究はまだ数少なく詳細な破壊様態を把握できている状況ではない． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
さらに近年，建築鋼構造用鋼材の高強度化が進められており，その利用技術開発に関する研究
が進められている 1.11)~1.19)．これらの高強度鋼材を溶接接合する際，溶接金属の材料強度が母材の
材料強度を上回ること（以下，オーバーマッチ）が難しく，溶接金属の材料強度が母材の材料強
度を下回る（以下，アンダーマッチ）可能性が指摘されており，通常なら母材破断が保証される
完全溶込み溶接の場合でも，溶接部で破断する可能性がある．また，これらの高強度鋼材は溶接
性に起因する溶接部の品質確保の課題も内包しており，前述の溶接金属の材料強度の確保の観点
と相反する溶接施工管理が要求され，予熱，後熱およびパス間温度等に高度な管理が必要な難易
度の高い溶接施工が求められる． 
完全溶込溶接に対して前面隅肉溶接は，溶接長の他に隅肉サイズを変化させることで溶接継目
の強度を調整することが可能であることから，鋼材に比べ溶接部の材料強度が低いアンダーマッ
チな溶接継目の場合でも全強接合実現の可能性があり，高強度鋼材の溶接継目として非常に有効
な溶接方法であると考えられる．さらに，異形隅肉溶接の溶接部形状が完全溶込溶接と比較して
低温割れに影響を与える溶接部の拘束応力が小さいことや，アンダーマッチ溶接を許容すること
で，溶接量は増加するものの溶接施工の難易度をより低下させることが可能であると考えられ，
高強度鋼材への隅肉溶接の適用が，溶接施工性の改善に期待できることを示唆している． 
S 0.82S
0.8
2S 60°
60°
60°
0.7S 0.7S
S
45°
標準隅肉溶接 異形隅肉溶接
0.581
45°
図1.1.1 標準隅肉溶接と異形隅肉溶接 
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鋼構造建物の架構では，大地震時に柱梁接合部パネルに大きなせん断力が生じ，接合部パネル
がせん断降伏する場合がある．この接合部パネルの挙動の特徴として，優れた変形能力を有し，
梁崩壊系と同様にパネル崩壊系は架構の全体崩壊系を保証するものとして知られている．そのた
め，日本の現行の耐震設計においては，大地震時に接合部パネルが塑性化することを許容してい
るが，接合部パネルが先行降伏する場合には，架構の水平耐力が低下するため，接合部パネルを
適切にモデル化し，保有水平耐力を評価する際に考慮する必要がある．そのモデル化の手法はこ
れまでに研究実績が多数あり，既に整備されている． 
鋼骨組の剛節架構に H形鋼柱を用いる場合，一般的に弱パネルとなるため，梁崩壊型の架構と
するためには，接合部パネルを十分に補強する必要がある．接合部パネルと梁の両方が塑性化す
る梁パネル崩壊型の架構を想定すれば，その補強量を低減することは可能である．また，その場
合，接合部パネルが高い塑性変形能力を有していることから，梁崩壊型の架構に比べて梁部材の
必要塑性変形能力を低減できる 1.20)ことが知られている．必要塑性変形能力を低減できるのであれ
ば，大きい弾性限変形を期待する 780N/mm2 を超えるような高強度鋼を柱に採用するような特殊
な場合を除き，梁端部の保有耐力接合に対するクライテリアの低減の可能性も十分考えられる． 
その一方で，接合部パネルが梁部材に先行して降伏する場合，梁端近傍の梁ウェブの負担曲げ
モーメントが減少することや梁フランジの局部的な曲げ変形（キンキング現象）が生じ 1.21)，この
影響により梁部材の耐力の低下と梁フランジの歪集中が生じる 1.22)．従って，接合部パネル先行降
伏型の架構の場合，接合部パネルの降伏による架構の水平耐力の低下に加えて，接合部パネルの
降伏による二次的影響として，梁部材の耐力および変形能力の低下も生じる．接合部パネルの塑
性化を許容した合理的な設計法を確立する上で，接合部パネルの塑性化が梁の必要性能と保有性
能の両面に与える影響を定量的に評価する手法を整備する必要がある．また，そのように梁フラ
ンジの歪集中が生じる弱パネル架構の梁フランジ溶接継目に不溶着部を有する隅肉溶接を採用す
る場合，梁の変形性能に与える影響は小さくないと考えられ，その変形能力を定量的に把握する
ことが必要である． 
本研究では，H 形断面柱梁接合部の梁フランジ溶接継目に隅肉溶接継目を用いる合理的な鋼骨
組の実現を目的とし，隅肉溶接継目の強度評価手法に対する基礎的研究，隅肉溶接を用いた架構
の部分架構実験による性能確認，接合部パネルの塑性化が梁挙動に与える影響の定量的な評価手
法の確立について検討する． 
 
1.2 本論文の概要 
本論文は，6章で構成されている．以下に各章の概要を述べる． 
第 2章「490N/mm2級鋼の前面 T字異形隅肉溶接継目の強度評価」では，H形断面柱を用いた際
に製作コスト上有利と考えられる柱通し形式の柱梁接合部の場合の梁フランジ溶接部に隅肉溶接
を用いることを想定し，前面 T字形式の異形隅肉溶接について，上界定理に基づく極限解析によ
り強度評価式を導出し，単調引張載荷実験および有限要素解析を実施し，その強度評価式の妥当
性および隅肉溶接の有用性を検討する． 
第 3章「780N/mm2級鋼の前面 T字異形隅肉溶接継目の強度評価」では，難易度の高い溶接施工
が要求され，通常なら母材破断が保証される完全溶込み溶接の場合でも，溶接部で破断する可能
性がある高強度鋼材に対して，高強度鋼材の抱える溶接施工性向上と構造上の両面の課題に対す
る解決法の一つとして，高強度鋼材に隅肉サイズを変化させることにより溶接継目強度を調整で
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きる隅肉溶接を適用する場合を想定し，H-SA700鋼を対象とした前面 T字形式の異形隅肉溶接の
強度評価方法について，第 2章と同様に検討する． 
第 4 章「H 形断面柱梁接合部の梁挙動に与える接合部パネルの塑性化の影響」では，一般的に
弱パネルとなる H形鋼柱を用いた鋼骨組で，接合部パネルの塑性化を許容した合理的な設計法を
確立する上で，接合部パネルの塑性化が梁の必要性能と保有性能の両面に与える影響を定量的に
評価する手法を検討するため，既往の接合部パネルと梁の全塑性耐力の比を変化させた部分架構
実験の実験結果 1.22)を基に有限要素解析を実施し，接合部パネルの塑性化が梁挙動に与える影響に
ついて検討し，梁部材の応力伝達機構および梁端部の梁フランジの歪挙動の把握を行う． 
第 5章「隅肉溶接を用いた H形断面柱梁接合部の梁挙動に与える接合部パネルの塑性化の影響」
では，梁フランジ溶接接合部の溶接部詳細を隅肉溶接およびノンスカラップ工法とした場合につ
いて，第 4 章と同様の検討を行い，梁フランジの溶接接合部に隅肉溶接を用いた場合の影響およ
びノンスカラップ工法の場合の接合部パネルの塑性化による梁挙動に与える影響について検討す
る． 
第 6章「結論」では，本論をまとめる． 
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第2章 490N/mm2級鋼の前面T字異形隅肉溶接継目の強度評価 
 
2.1 はじめに 
H 形鋼を柱に用いる鋼骨組では，柱梁接合部を製作コスト上有利と考えられる柱通し形式で構
成すれば，梁フランジ溶接接合部が柱フランジに対して前面 T字形式の溶接継目となる．その梁
フランジの溶接継目に隅肉溶接を適用するためには，隅肉溶接の強度評価を実際の破壊モードに
基づき合理的に行うことが必要となる．本章では，母材板厚が 12mmを超える場合に溶接量を減
らす目的で採用される 60°の部分開先を設けた異形隅肉溶接を主な対象として，隅肉溶接継目の
終局強度評価式の導出，単調引張載荷物実験および有限要素解析による継目性状および応力伝達
機構の把握を行い，実際の破壊モードに基づく強度評価に関して検討する．なお，本章で対象と
する鋼材は 490N/mm2級鋼とする． 
 
2.2 極限解析 
上界定理に基づく極限解析により任意形状の隅肉溶接継目の終局強度評価式を求め，標準隅肉
溶接・異形隅肉溶接を統一的に扱うことが可能な終局強度評価式を導出する． 
 
2.2.1 基本仮定と基礎式 
(a) 基本仮定 
溶接部の形状に以下の仮定を設ける． 
(1) 溶接金属の形状は，図 2.2.1 に示すようにa，b，l よりなる任意の三角形として扱う．こ
れにより，標準隅肉溶接と異形隅肉溶接を統一的に扱うことが可能となる他，溶込みや余盛
についても必要に応じて考慮することが可能となる． 
 (2) 溶接部の余盛の凹凸および熱影響部は無視する． 
  
ab
l
2q
Weld Metal
Base Metal
Base Metal
図2.2.1 溶接金属形状 
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極限解析における基本仮定は以下による． 
 (1) 溶接部断面における塑性変形は，溶接線方向に一様に生じ，かつ，溶接線方向には歪が
 生じない平面歪状態とする． 
(2) 終局条件として，von Mises の降伏条件において，降伏応力sy を単軸引張試験から得ら
れる引張強さsuに置き換えたものを用いる． 
 (3) 塑性材料に対する構成方程式は連合流れ則に基づく． 
 (4) 溶接部の終局強度は，上界定理を用いて得る． 
 
(b) 基礎式 
(1) 降伏条件 
金属材料で最もよく適合することで知られる von Misesの降伏条件は，以下のように表される． 
 02)()()(
22
13
2
32
2
21 =--+-+-= ysssssssf  2.1) 
 ここで，s 1，s 2，s 3 ：主応力 
 s y ：単純引張における降伏応力度 
(2) 連合流れ則 
降伏曲面上における法線ベクトルの各応力成分の比と各歪速度の比が等しいとする連合流れ則
を適用すると，主歪と主応力の関係は下式で表される． 
 
( )132
1
1 22 sssls
fle -+×-=
¶
¶
=&
 
2.2a) 
 
( )213
2
2 22 sssls
fle -+×-=
¶
¶
=&
 
2.2b) 
 
( )321
3
3 22 sssls
fle -+×-=
¶
¶
=&
 
2.2c) 
 ここで，l：正の比例定数 
 
(3) 任意座標系における平面歪場の終局条件 
2.1) 式の降伏条件を図 2.2.2 に示す t-n-w 直交座標系に適用し，2.2.1 項(a)の終局条件を用いる
とすると，以下の終局条件式が得られる． 
 02666222222
2222222 =-+++---++= uwtnwtntwwnntwnt stttsssssssssf
 
2.3)
 
 
 
 図2.2.2 t-n-w直交座標系と応力 
sw
sn
st
ttw
twn
twn
tnt tnt
ttw
n
t
w
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さらに，t-n-w直交座標系において連合流れ則を適用すると以下の関係が得られる． 
 
( )wnt
t
t sssls
fle --×=
¶
¶
= 22&
 
2.4a) 
 
( )twn
n
n sssls
fle --×=
¶
¶
= 22&
 
2.4b) 
 ( )ntw
w
w sssls
fle --×=
¶
¶
= 22&  2.4c) 
 
tn
tn
tn tlt
flg ××=
¶
¶
= 12&
 
2.4d) 
 tw
tw
tw tlt
flg ××=
¶
¶
= 12&  2.4e) 
 nw
nw
nw tlt
flg ××=
¶
¶
= 12&  2.4f)
 
t-n平面における平面歪状態に適用すると，w方向の垂直歪 t-w，n-w平面におけるせん断歪は 0
であるから 2.4c)，e)，f) より 2.5) 式が得られる． 
 
2
tn
w
ss
s
+
=  2.5a) 
 0=twt  2.5b) 
 0=nwt  2.5c) 
ここで，剛塑性の仮定となる極限解析では，破断線のみに塑性変形が集中することで，破断線
周囲の弾性範囲が破断線方向（t軸方向）の垂直歪etを拘束し，破断線方向応力stが生じると考え
られる．しかし，実現象として塑性化領域には拡がりがあり，破断線方向の応力st が生じるもの
のその影響は小さいと判断し，st = 0と仮定すると，2.3) 式は以下の 2.6) 式のように表される． 
 04123
222 =-+= untn stsf  2.6)
 
さらに，2.6) 式に連合流れ則を適用すると，以下の関係が得られる． 
 n
n
n lss
fle 6=
¶
¶
=&
 
2.7a) 
 tn
tn
nt tlt
flg ×=
¶
¶
= 24&
 
2.7b) 
この 2.7a)，2.7b) 式を終局条件式 2.6) 式に代入し，正の比例定数λを求める． 
 
u
tnn
s
ge
l
38
4 22 && +
=
 
2.8) 
 (4)上界定理 
上界定理は，「仮定した崩壊機構に対して得られる内部仕事速度の総和は，真の崩壊荷重を与え
る外力による外部仕事速度に対して，大きいか，または等しい．」とするもので，内部仕事速度の
総和を最小とする崩壊モードを求める．  
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2.2.2 溶接継目の破断線の方向および終局強度 
図 2.2.3および図 2.2.4にここで仮定する破壊機構，不連続変位速度場および応力場を示す．破
壊機構は，破断線が溶着金属側を通る場合を考える．ここで，溶接線方向単位長さ当たりの応力
仕事増分(エネルギー散逸率) dWiは，2.9) 式で与えられる． このとき 2.7a), 2.7b), 2.8), 2.9) 式よ
り 2.10) 式を得る． 
 
ntntnnidW gtes && ×+×=  2.9) 
 ÷
ø
ö
ç
è
æ += 224
3
tnn
u
idW ge
s
&&  2.10) 
ここで，図 2.2.4に示すように破断線直行方向の不連続変位速度gntは，継手方向に生じる不連続
変位速度 uに対して，それぞれen=ucosq およびgtn=usinq で与えられ，この不連続変位速度により
生じる破断線長さ当りの内部エネルギー散逸率は 2.11)式で与えられる． 
 udW ui ×÷ø
öç
è
æ +=
3
1cos3 2 sq  2.11) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
図2.2.3 破壊機構 
図2.2.4 不連続速度場および応力場 
n t
x
y
q
n t
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y
q
q
q
u
en
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q
q
ttn
s n
ab
l
2q
weld metal
base metal
q
raptuer line
base metal
lcr
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また，外部仕事および内部仕事は下式で与えられる． 
 uqW uce ×=  2.12) 
 crii ldWW ×=  2.13) 
 ここで，cqu：溶接線単位長さ当たりの溶接継目強度 
  lcr ：破断線長さ 
破断線長さは，破断線の方向q を用いると，下式で与えられる(図 2.2.3参照)． 
 
qaq
a
sintancos
tan
+×
= llcr
 
2.14) 
さらに，内部仕事と外部仕事を等値することで，破断線方向がq の場合の溶接継目強度 P は次
式で与えられる． 
 ÷
ø
öç
è
æ +×= 1cos3
3
2 q
s
cr
u
uc lq
 
2.15) 
上界定理に基づくと quを最小とするq  が実際に生じる破断線の方向を表し，そのときの quが真
の継目強度 quとなる．以下で quとq の関係を調べ，実際の破断線の方向を調べる． 
0=¶¶ quq より tanq ･tanb =4 が得られる．ただし，q ≦b を満たす必要があり，tana･tanb の
大きさによって，以下のように整理される． 
(i) 4tantan ³× ba の場合は，破断線の方向および溶接継目強度は下式となる． 
 ÷
ø
ö
ç
è
æ= -
a
q
tan
4tan 1
 
2.16) 
 
a
as
2tan4
tan2
3 +
×
=
l
q uuc
 
2.17) 
(ii) 4tantan £× ba の場合は，破断線の方向および溶接継目強度は下式となる． 
 bq =  2.18) 
 ba
bas
tantan
tan4tan
3
2
+
+×
=
l
q uuc
 
2.19) 
以上の結果を整理すると，溶接継目の強度式は，以下のようになる． 
 
3
u
uc kq
s
×=  2.20) 
ここで，kは，表 2.2.1のように与えられる．隅肉サイズ Sの公称形状の標準隅肉溶接継目およ
び異形隅肉溶接継目の時の kと現行の設計式の場合も比較のため表 2.2.1中に示した． 
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公称形状の cqu を最小のど断面に生じるせん断力で評価している現行設計式で除すと，標準隅
肉溶接および異形隅肉溶接のそれぞれで，1.26，1.53となる． 
  
2.21) formula AIJ formula
standard fillet weld
a =45°b =90°
feinforcing fillet weld
a =b =60°
76°
60°
weld metal form
rapture
angle
k
tana  ・tanb＞4 -
tana  ・tanb≦4 b -
表2.2.1 kの値 
÷
ø
ö
ç
è
æ-
atan
4tan 1 a
a
2tan4
tan2
+
×l
ba
ba
tantan
tan4tan 2
+
+
×l
 S
5
2  S
2
1
 S
2
7  S
2
3
2.20) 
 r i f rci  fill t el  
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2.2.3 終局強度と溶接金属形状 
(a) 溶込みの影響(b の影響) 
溶込み量の増加(b の変化)が，隅肉溶接継目の破断角度と終局強度に与える影響について，隅肉
サイズ lの公称形状の隅肉溶接継目を基準に，相対的な溶込み量 p/ lを変化させることで検討する．
図 2.2.5に無次元化した破断角度q / b と p / lの関係を示す．異形隅肉溶接は，溶込み量に関係な
くq/b が 1.0で一定となっており，図 2.2.7(a)に示すように，常にルートと止端を結ぶ角度で破断
することを意味する．一方，標準隅肉溶接の場合は，p/lが 0.26以下の場合，q/b が 1.0以下とな
り，図 2.2.7 (b)に示すようにq =76°の角度を持って溶接金属内に破断線が生じるが，p/lが 0.26以
上の場合，図 2.2.7 (c) に示すように，破断線はルートと止端を結ぶ方向に生じる．つまり，溶接
継目の強度が母材強度を上回るオーバーマッチング溶接でない場合でも，異形隅肉溶接では，常
にルートと止端を結ぶ方向に破断が生じ，標準隅肉溶接の場合でも隅肉サイズに対して 26%の溶
込み量を確保するとルートと止端を結ぶ方向に破断が生じる． 
図 2.2.6に無次元化強度 cqu/qoと p/lの関係を示す．ここで，qoは公称形状の標準隅肉溶接の終
局強度計算値である．溶込み量が大きくなるほど強度は上昇し，公称形状の異形隅肉溶接と標準
隅肉溶接を比較すると，異形隅肉溶接の強度は，同じ隅肉サイズの標準隅肉溶接の 1.49倍の強度
を発揮する． 
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図2.2.7 pがq に与える影響 
(a) 異形隅肉溶接 (b) 標準隅肉溶接 
(p/l<0.26) 
(c) 標準隅肉溶接 
(p/l≧0.26)  
0.80 
0.85 
0.90 
0.95 
1.00 
1.05 
0 0.1 0.2 0.3 0.4 0.5
q/b
p/l0.26
a = 60°
q
rapture line
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rapture line
a = 45°
b
p l
q=b
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standard fillet weld 
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(b) 溶接金属面積の比較 
母材と溶接金属の引張強さが等しい場合に T字継手が全強接合となる必要隅肉サイズ Srを求め
たところ，図 2.2.8中に示す結果を得た．特に異形隅肉溶接継目の必要隅肉サイズについては，母
材板厚 tの 0.65倍となり，梁ウェブやガセットプレートなどで慣例的に用いているのと同程度の
隅肉サイズで母材の全強の引張力の伝達が可能となっている．図 2.2.9に同様の条件について求め
た溶接金属の面積換算率 Kと母材板厚の関係を示す．なお，ここで Kは，隅肉サイズ 6mmの標
準隅肉溶接の片面の標準面積 21.78mm2で除した無次元量である．完全溶込み溶接については，余
盛りを図 2.2.8(c)に示すように考慮している．同図より，異形隅肉溶接の Kは，母材板厚 tによら
ず標準隅肉溶接の 50%となり，また t =20~40mmの範囲で完全溶込溶接の 45~60%に減少しており，
異形隅肉溶接とすることで溶接量を低減できることが分かる． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
7t+0.35t+(3.5+0.35t)   min(   ,10)Aw=
35°
t
7
2
min(t/4,10)
t
4×
t
Aw 0.75t
Sr=0.87t
2
2 2=
Aw 0.37t
t
0.65t
2
22 =
Sr =
図2.2.8 全強接合時の必要隅肉サイズと溶接量 
(c) 完全溶込溶接 
(b) 標準隅肉溶接 (a) 異形隅肉溶接 
図2.2.9 面積換算率と母材板厚の関係 
0
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100
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reinforcing fillet weld
standard fillet weld
complete penetration weld
K
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2.3 単調載荷引張実験 
SN490鋼材を対象に前面 T字形式の標準および異形隅肉溶接継目の単調載荷引張実験を行い，
隅肉溶接継目の破壊形式および荷重変形挙動の把握を行う． 
 
2.3.1 試験体 
(a) 実験変数 
表 2.3.1に試験体一覧を示す．実験は，異形隅肉溶接継目の他に，比較のため標準隅肉溶接継目
についても行っている．異形隅肉溶接については，隅肉サイズ Sを 6,9,12,15mmの 4種類，標準
隅肉溶接については，6,9,12mmの 3種類に変化させる．隅肉サイズ Sと母材板厚 tの組合せは，
S/tが一定となるように決定する．また，GF9T32-49YF5および GF12T32-49YF5については，溶接
条件や溶接積層方法を改善した追加実験であり，Aおよび Bの区別がある．GF12T32-49YF5.Cは，
破壊性状の把握を目的として別途準備した試験体で，同一条件の試験体を 5本製作し，載荷負荷
レベルごとの溶接線方向の亀裂発生および進展状況を詳細に観察した．GF12T32-49YF5.Cの試験
体に対して，有限要素解析での再現性を考慮してペーパーグラインダーにより過剰な余盛の切削
を施しているが，5体中 1体のみ加工を行わず，破壊形式に対する余盛切削有無の影響を確認す
る． 
 
(b) 試験体形状 
図 2.3.1に試験体形状を示す．試験体は，鋼板をガスシールドアーク溶接で両面隅肉溶接により
溶接施工し，幅 40mmに切断することで同一条件の試験体を複数製作する．鋼板の幅は試験体の
N数に応じて異なる．なお，組立溶接を含んでいる溶接始終端部は使用せず溶接線中央より試験
体を採取することとする．上述の通り，GF12T32-49YF5.Cの試験体については過剰な余盛の切削
加工を全ての試験体について行っている． 
 
(c) 溶接条件 
表 2.3.2，表 2.3.3および図 2.3.2に設定した溶接条件の管理値および実際に計測した溶接条件・
溶接積層図を示す．  
溶接施工は，f =1.2のフラックス入り溶接ワイヤーT49J0T1-1CA-U (JIS-Z3313，以下 T49J)を用
い，実際の溶接施工を想定した水平姿勢 (図 2.3.3) で溶接施工する．なお，フラックス入り溶接
材料を用いたのは，水平姿勢の溶接施工でも，整形な形状の溶接金属を製作するためである．
GF12T32-49YF5.Cの試験体以外は電流電圧が小さく設定しているが，これは外観ビードの形状不
整が生じないように積層数を増やし，小ビードとしたためである．GF12T32-49YF5.Cの溶接条件
は，施工試験や破面試験などを繰り返し実施することで，溶込み確保，ビード外観，施工効率の
観点から現時点で最も合理的であると考えている溶接条件を使用して溶接施工した．なお，すべ
ての試験体に対して，予熱を実施せずに試験体を製作している． 
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試験体名称 
(1) SN490
Fillet
pattern
S
(mm)
t
(mm) Grade
Weld
material
Excess
weld metal
6 19
9 25
12 32
6 19
9 25
9 25
12 32
12 32
12 32
15 40
Specimen
SF6T19-49YF5
Standard SN490C T49J ○SF9T25-49YF5
SF12T32-49YF5
GF6T19-49YF5
GF9T25-49YF5.A
GF9T25-49YF5.B
GF12T32-49YF5.A
GF12T32-49YF5.B
GF12T32-49YF5.C
Reinforcing SN490C T49J ○
GF15T40-49YF5
表2.3.1 試験体一覧 
Fillet
pattern
S
(mm)
t
(mm) Grade
Weld
material
Excess
weld metal
1
2
3
4
5 ○
SN490B T49J
×
Specimen
GF12T32-49YF5.C Reinforcing 12 32
GF12T32-49YF5
Fillet size
Thickness
Weld material YF5 :T49J
Grade 49 :SN490
Fillet patern SF
GF
:Standard fillet weld
:Reinforcing fillet weld
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(a) GF12T32-49YF5.C以外 
(b) GF12T32-49YF5.C 
40
40
40
4
40
t
10
weld assembly
weld assembly
for macroscopic examination
40
150 300
222
4
4
tS
t
45°
(t/4)
60°
S
2 80
t
①
②
③
32
45°
(t/4)
60°
S =128
2
32
80
for macroscopic examination
32150 300
35
40
4
40
40
40
40
35
4
4
4
4
4
10
304
weld assembly
weld assembly
①
②
④
③
⑤
R side
L side
R side
図2.3.1 試験体形状 
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図2.3.3 溶接姿勢（水平姿勢） 
図2.3.2 溶接積層図 
表2.3.3 溶接条件(実測値) 
表2.3.2 溶接条件(管理値) 
(a) 標準隅肉溶接 
I E V HI Pre heat
(A) (V) (cm/min) (kJ/cm) (Interpass temperature)
R 1 210 27 39 8.8
L 1 210 27 38 9.0
1 265 29 32 14.5
2 265 29 42 11.0
1 265 29 32 14.5
2 265 29 42 11.0
1 265 29 47 9.9
2 265 29 35 13.1
3 265 29 35 13.1
1 265 29 51 9.0
2 265 29 35 13.3
3 265 29 41 11.3
T49J
0T1-1CA-U
T49J
0T1-1CA-U
T49J
0T1-1CA-U
Weld
side PassWeld materialSpecimen
SF6T19-49YF5
SF9T25-49YF5
SF12T32-49YF5
-
-
-
R
L
R
L
SF6T19-49YF5
1
SF12T32-49YF5
1
2
SF9T25-49YF5
1 2
3
1 2
3 4
5
GF12T32-49YF5.A
1 2
3
4
GF12T32-49YF5.B
1 2
3
4
5
GF15T40-49YF5
1 2
3
1 1
2
GF9T25-49YF5.A GF9T25-49YF5.BGF6T19-49YF5
1 2
3
GF12T32-49YF5.C
Weld material
Pre heat
(℃)
I
(A)
E
(V)
V
(cm/min)
HI
(kJ/cm) Post heat Shielding gas
  interpass temperature(G59J, S=15) : 125~175℃
280 30 20～50 ≦30 × CO2×T49J0T1-1CA-U
水平姿勢
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(b) 異形隅肉溶接 
表2.3.4 溶接条件 
I E V HI Pre heat
(A) (V) (cm/min) (kJ/cm) (Interpass temperature)
R 1 210 27 41 8.4
L 1 210 27 45 7.5
1 210 27 55 6.2
2 210 27 44 7.7
3 210 27 57 6.0
1 210 27 61 5.6
2 210 27 47 7.3
3 210 27 76 4.5
1 265 29 41 11.3
2 265 29 66 7.0
1 265 29 42 11.0
2 265 29 69 6.7
1 210 27 33 10.3
2 210 27 66 5.1
3 210 27 41 8.3
4 210 27 51 6.6
5 210 27 57 6.0
1 210 27 32 10.7
2 210 27 64 5.3
3 210 27 43 7.9
4 210 27 48 7.1
5 210 27 53 6.4
1 265 29 51 9.0
2 265 29 51 9.0
3 265 29 43 10.7
4 265 29 40 11.6
1 265 29 40 11.6
2 265 29 43 10.7
3 265 29 45 10.2
4 265 29 47 9.9
1 292 30 42 12.6
2 272 31 43 11.6
3 268 31 48 10.3
1 280 31 42 12.3
2 281 31 44 11.8
3 261 31 49 9.9
1 210 27 34 10.1
2 210 27 59 5.8
3 210 27 39 8.8
4 210 27 42 8.1
5 210 27 41 8.3
1 210 27 31 11.1
2 210 27 50 6.8
3 210 27 41 8.3
4 210 27 48 7.1
5 210 27 42 8.1
Specimen Weld material
Weld
side Pass
GF6T19-49YF5
T49J
0T1-1CA-U -
GF9T25-49YF5.A T49J
0T1-1CA-U
R
-
L
L
GF12T32-49YF5.A T49J
0T1-1CA-U
R
-
L
GF15T40-49YF5
T49J
0T1-1CA-U
R
-
L
T49J
0T1-1CA-UGF9T25-49YF5.B
GF12T32-49YF5.B
T49J
0T1-1CA-U
R
-
L
GF12T32-49YF5.C
T49J
0T1-1CA-U
R
-
L
R
-
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2.3.2 鋼材および溶接部の試験 
(a) 素材試験 
図 2.3.4に素材試験片形状および採取位置を示す．母材の素材試験片は，板厚 19mmの鋼材は，
JIS5 号引張試験片を用い，それ以外は JIS14A 号引張試験片を用いて板厚の 1/4 の位置よりf=9，
11，14の試験片を載荷方向と圧延方向が一致するように採取する．溶接金属の試験片には，継手
引張試験体と同一の鋼材および溶接材料を使用して製作した試験体(図 2.3.4(b))の溶接金属から採
取した JIS14A号小型引張試験片を用いる．なお，標準隅肉溶接の S= 6mmの溶接金属の素材試験
は行っておらず，検討の際には，異形隅肉溶接の S = 6mmの結果を用いることとする．  
表 2.3.5に母材および溶接金属の機械的性質を示し，図 2.3.5に各試験体毎の応力-歪関係を示す．
表中の降伏点は降伏棚の有無に関係なく 0.2%off setによる値である．  
図 2.3.6に試験体に使用した溶接金属(T49J) の引張強さと隅肉サイズの関係を示す．溶接金属の
引張強さと隅肉サイズには負の相関関係があり，最も隅肉サイズが小さい場合では母材強度の 1.4
倍の引張強さを有する．今回製作した中で最も大きい隅肉サイズの場合であっても母材強度の 1.2
倍の引張強さを有し，常にオーバーマッチングの組合せである．溶接金属の引張強さと隅肉サイ
ズの関係が負の相関であるのは，Sが小さいほど溶接部の冷却速度が速くなるためと考えられる．
一方，母材の性質は，板厚によらず概ね一様である． 
     
(b) JIS14A号小型試験片および採取位置（溶接金属） 
(a) JIS14A号引張試験片および JIS5号試験片（母材） 
図2.3.4 素材試験片形状および採取位置 
R=15
dD
60
4025
R 15 R 15
Coupon
PL-25
PL-32
PL-40
d (mm)
9
11
14
D (mm)
12
16
20
L (mm)
50
61
77
300
12
5
10 101010 260
t 125
t
S
R=15
28mm
4 f
5.5 f
14
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(c) GF6T19-49YF5 (d) GF9T25-49YF5.A 
(a) SF9T25-49YF5 
(e) GF12T32-49YF5.A 
(b) SF12T32-49YF5 
(f) GF12T32-49YF5.C 
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Weld Metal 
Base Metal 
Weld Metal 
Base Metal 
Weld Metal 
Base Metal 
Weld Metal 
Base Metal 
Weld Metal 
Base Metal 
Weld Metal 
Base Metal 
図2.3.6 材料の応力-歪関係 
- 22 - 
  
図2.3.6 材料の応力-歪関係 
(g) GF15T40-49YF5 
0
100
200
300
400
500
600
700
800
0 0.05 0.1 0.15 0.2 0.25
e
s(N/mm2) Weld Metal 
Base Metal 
表2.3.5 鋼材の機械的性質 
図2.3.5 溶接金属の引張強さと隅肉サイズの関係 
Grade
sy
(N/mm2)
su
(N/mm2)
eu
(%)
El
(%)
YR
(%)
PL19 388 525 19.6 51.0 74
PL25 336 549 19.3 31.0 61
PL32 362 552 19.0 32.0 66
PL40 346 540 18.6 31.7 64
PL32 SN490B 354 546 18.3 32.9 65
SF9 595 703 8.7 22.1 85
SF12 546 650 11.0 21.0 84
GF6 575 732 7.8 17.5 79
GF9 607 704 8.3 22.0 86
GF12A 584 663 9.2 18.4 88
GF15 580 646 8.6 16.9 90
GF12C 603 691 12.9 26.4 87
sy：降伏点，su：引張強さ，eu：一様伸び，EL：破断伸び，YR：降伏比
Base Metal
Weld
member
SN490C
T49J0T1-1CA-U
600
650
700
750
800
0 5 10 15 20
S(mm)
su(N/mm2)
y = -10 x +792 
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 (b) マクロ試験 
すべての試験体に対して溶接部のマクロ試験を行い，溶込み状況および溶接金属形状を実測し
た．なお，溶込み状況については，強度計算上重要な水平方向のみ測定している．図 2.3.7に溶接
部詳細の記号定義を示し，写真 2.3.1にマクロ写真 (図 2.3.1に示したマクロ試験片に対する)を示
す．実測は，図 2.3.7のように，溶接金属の頂点を結んだ三角形について，p，l，a，b を求めた．
写真 2.3.1の三角形は 2.2節の極限解析により導出した終局強度評価式で溶接継目の終局強度を計
算する際に用いる実測に基づく溶接金属の形状を示し，溶接前の母材開先形状も同時に示してい
る．表 2.3.6に溶接金属形状の実測結果を示す．表中の L，Rは写真2.3.1の左右に対応している． 
溶込み pは，水平姿勢であっても標準隅肉溶接では比較的得られやすいが，異形隅肉溶接では，
ほとんどの試験体が 1mm以下と溶込み量は小さい．この原因として，開先を設けることで溶接ワ
イヤーのねらい位置が定まりにくいなどが考えられる．また，GF9T25-49YF5.Bでは仮定する三角
形の内部にビードの谷底があり，のど厚不足が生じていることが確認できる．  
  
図2.3.7 溶接部詳細 
ここで，LおよびHは，
開先深さおよび開先
高さを表す． 
L
H
60°
l
p
ab
L
H
60°
l
a b
p
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(d) GF6T19-49YF5 
(e) GF9T25-49YF5.A 
(g) GF12T32-49YF5.A 
(f) GF9T25-49YF5.B 
(a) SF6T19-49YF5 (b) SF9T25-49YF5 
(c) SF12T32-49YF5 
写真2.3.1 マクロ組織観察結果 
(i) GF12T32-49YF5.C (j) GF15T40-49YF5 
(h) GF12T32-49YF5.B 
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表2.3.6 試験体諸言 
t B l L l R p L p R a L a R b L b R
(mm) (mm)
1 19.4 40.8 11.0 9.3 3.4 1.7 47° 46° 67° 77°
2 19.5 41.4 10.7 9.8 3.4 2.6 47° 46° 66° 71°
3 19.3 40.7 10.5 10.2 3.1 2.0 43° 43° 65° 75°
1 25.3 42.7 11.5 11.7 2.1 1.1 42° 37° 76° 82°
2 25.3 42.7 11.5 11.7 2.1 1.1 42° 37° 76° 82°
3 25.3 42.7 11.5 11.7 2.1 1.1 42° 37° 76° 82°
1 32.4 39.2 16.5 16.9 2.7 3.9 37° 41° 75° 71°
2 32.4 39.2 16.5 16.9 2.7 3.9 37° 41° 75° 71°
3 32.4 39.2 16.5 16.9 2.7 3.9 37° 41° 75° 71°
1 19.3 40.3 9.4 8.7 2.1 1.9 59° 56° 55° 49°
2 19.3 40.0 9.2 8.3 1.5 1.4 55° 55° 56° 52°
3 19.3 40.4 8.8 9.7 1.1 1.6 53° 53° 57° 56°
1 25.4 43.0 10.2 8.7 1.7 0.0 67° 68° 57° 66°
2 25.4 43.0 10.2 8.7 1.7 0.0 67° 68° 57° 66°
3 25.4 43.0 10.2 8.7 1.7 0.0 67° 68° 57° 66°
1 25.6 41.3 10.1 13.0 0.7 2.3 60° 53° 59° 50°
2 25.5 41.0 9.5 14.0 0.3 3.0 62° 53° 62° 49°
3 25.6 40.5 9.6 14.3 0.6 2.7 61° 51° 58° 51°
1 32.6 43.1 15.0 14.5 0.6 0.9 55° 55° 61° 57°
2 32.6 43.1 15.0 14.5 0.6 0.9 55° 55° 61° 57°
3 32.6 43.1 15.0 14.5 0.6 0.9 55° 55° 61° 57°
1 32.5 40.5 13.4 12.4 0.7 0.0 61° 60° 61° 63°
2 32.4 40.1 13.0 12.7 0.5 0.2 63° 61° 62° 62°
3 32.7 40.2 13.4 13.4 0.8 0.5 60° 59° 60° 60°
1 32.8 40.0 13.3 14.8 0.2 1.2 59° 62° 62° 56°
2 32.7 40.4 12.5 15.2 -0.1 -0.1 62° 59° 65° 63°
3 32.7 40.2 13.4 14.3 -0.3 0.0 56° 61° 64° 62°
4 32.7 40.2 14.2 14.3 0.4 0.0 58° 60° 63° 61°
5 32.7 40.2 13.3 14.1 0.0 -0.7 59° 58° 64° 63°
1 40.6 40.0 17.2 15.5 0.5 0.0 56° 56° 60° 60°
2 40.5 40.3 16.5 14.9 0.0 0.0 56° 60° 62° 62°
3 40.5 40.9 16.1 17.0 0.0 0.7 57° 57° 62° 59°
SF6T19-49YF5-
SF9T25-49YF5-
SF12T32-49YF5-
GF6T19-49YF5-
(degree) (degree)
GF15T40-49YF5-
GF12T32-49YF5.B
GF12T32-49YF5.C
GF9T25-49YF5.B-
GF12T32-49YF5.A
GF9T25-49YF5.A-
Specimen
(mm) (mm)
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(c) ビッカース硬さ試験 
図 2.3.1に示す位置から採取したマクロ試験片に対して，ビッカース硬さ試験を行った．硬さ測
定位置は，図 2.3.8に示すように○を原点に水平方向およびのど厚方向に測定した．硬さ測定荷重
は，49N（HV5）とする．図 2.3.9，図 2.3.10に測定結果およびその分布を示し，表 2.3.7に試験よ
り得られた母材，溶接金属の平均硬さおよび熱影響部(以下，HAZ)の最高硬さを示す．また，表
中に溶接金属と母材の硬さおよび素材試験から得られた引張強さの比も示した． 
ビッカース硬さ分布は，母材および溶接金属内で概ね一様で，溶着金属が母材に溶け込んだボ
ンド部近傍に硬さ（強度）の異なる母材と溶着金属が混合されることによる稀釈は見られないが，
GF15T32-49YF5および GF12T32-49YF5.Cのような多層盛り溶接の場合では積層時に再熱部が生
じ，のど厚方向の硬さ分布で見られるように溶接金属中央付近の硬さが若干低くなる傾向がある．
また，溶接金属と HAZの境界では不連続に硬さが変化する．HAZ部の領域ではボンド部近傍が
最も硬く，0.5~1.0mm程度で溶接金属と同程度まで下がりそれ以降は連続的に硬さが変化し母材
の硬さへと収束している．GF12T32-49YF5.Cの B段の HAZの硬さが他の HAZよりも小さくなっ
ているが，これは，その段の HAZ硬さ測定位置は，初パス溶接時に生じた HAZが 3パス目溶接
時に再熱された影響を受けているためだと考えられる． 
  
表2.3.7 硬さ試験結果 
Specimen
Max
HAZ area
Average
Weld area
Average
Base Metal area W/BM wsu/psu
SF6T19-49YF5 303 224 181 1.24 -
GF6T19-49YF5 336 245 178 1.38 1.39
GF9T25-49YF5 367 248 189 1.31 1.28
GF12T32-49YF5.A 291 220 176 1.25 1.20
GF15T40-49YF5 294 222 173 1.29 1.20
GF12T32-49YF5.C 393 234 190 1.24 1.27
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図2.3.8 硬さ測定位置 
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(b) GF6T19-49YF5 (c) GF9T25-49YF5
(d) GF12T32-49YF5.A (e) GF15T40-49YF5
(f) GF12T32-49YF5.C (g) GF9T25-57Y5
- 28 - 
  
100 
150 
200 
250 
300 
350 
400 
450 
硬さ
(HV5)
測定位置
(a) SF6T19-49YF5
A
B
C
100 
150 
200 
250 
300 
350 
400 
450 
硬さ
(HV5)
測定位置
(b) GF6T19-49YF5
A
B
C
100 
150 
200 
250 
300 
350 
400 
450 
硬さ
(HV5)
測定位置
(c) GF9T25-49YF5.A
A
B
C
100 
150 
200 
250 
300 
350 
400 
450 
硬さ
(HV5)
測定位置
(d) GF12T32-49YF5.A
A
B
C
100 
150 
200 
250 
300 
350 
400 
450 
硬さ
(HV5)
測定位置
(g) GF15T40-49YF5
A
B
C
100
150
200
250
300
350
400
450
硬さ
(HV5)
測定位置
(e) GF12T32-49YF5.C (水平方向)
A
B
C
図2.3.9 硬さ試験結果 
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※測定位置は，図 2.3.10参照 
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図2.3.10 硬さ分布 
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2.3.3 載荷および計測方法 
載荷は，アムスラー型万能 100tf試験機によって単調引張載荷を行い，図 2.3.11に示すように，
不溶着部分をはさんだ上下 10mmの間の変形を高精度変位計 2つで測定し，その左右の平均値を
溶接部の局所変形 wdaとする． 
破壊性状を把握するため，亀裂の発生およびその進展をマイクロスコープを用いて，異形隅肉
溶接の最終破断に至るまでリアルタイムに観察する．マイクロスコープ設置冶具を写真 2.3.2に示
す．マイクロスコープは，マクロ試験を行った面の溶接ルート部に密着させ，載荷しながら観察
する．溶接部は L，Rの 2ヶ所であるが，載荷中は片側のみの観察を行い，亀裂発生時など，必
要に応じて左右両側の観察を行うこととした． 
 
 
  
図2.3.11 変形測定位置および測定方法 
写真2.3.2 マイクロスコープ設置方法 
jigu jigu 
10
10
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2.3.4 実験結果 
表 2.3.8に実験より得られた最大荷重 Pmax ，溶接線単位長さ当たりの最大荷重 qmax，破断角度q ，
を示し，写真 2.3.3に破断状況を示す． 
 
(a) 破断状況 
ほとんどの試験体が概ねルートと止端を結ぶ方向の溶接金属側に破断しており，この結果は，2
章の極限解析で得られた破断角度の理論解と一致している．多層盛り溶接の場合，ビードの表面
に大きな谷間が生じ，他の部分と比べ，のど厚が著しく小さくなるようなビード不整が生じる場
合がある(GF9T2549YF5.B)．その場合，寸法計測で仮定した溶接金属形状の三角形よりも溶接金
属の最小のど厚の方が小さくなっており，その角度で破断していることがわかる．また，
SF9T25-49YF5 の L側の破断角度が溶接金属内に生じているのは，実験で R 側が破断した後に L
側が遅れて破断しており，L 側の破壊時に曲げが作用したことが影響していると考えられる．
GF12T32-49YF5.Cは，余盛の有無に関係なく，ルートと止端を結ぶ方向に破断が生じていること
から，今回用いた試験体では，余盛の有無が破壊モードに影響していないことがわかる．しかし
ながら，余盛の切削を施した GF12T32-49YF5.C-1は，余盛有りの GF12T32-49YF5.C-5と比べ，溶
接金属全体が大きく変形している点で異なる．この原因として，GF12T32-49YF5.C-1 は，余盛が
ないことで溶接金属への変形の拘束効果が減少するためであると考えられる． 
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P max q max q L q R P max q max q L q R
(kN) (kN/mm) (kN) (kN/mm)
1 334 8.2 69° 80° 1 387 9.6 - -
2 321 7.7 75° 64° 2 382 9.6 - -
3 320 7.9 81° 60° 3 387 9.6 60° 63°
1 313 6.9 50° 88° 1 468 11.3 66° 66°
2 302 7.1 51° 85° 2 463 11.3 45° 71°
3 345 7.3 53° 88° 3 468 11.5 0° 63°
1 374 9.5 74° 81° 1 508 11.6 36° 48°
2 384 9.0 82° 61° 2 511 11.9 39° 60°
3 404 9.3 75° 69° 3 516 11.7 61° 58°
1 541 13.4 60° 64°
2 536 13.4 58° 67°
3 542 13.5 60° 63°
1 600 13.5 60° 61°
2 574 13.3 50° 58°
3 584 13.1 60° 60°
1 588 14.7 54° 62°
2 558 13.8 - -
3 599 14.9 - -
4 591 14.7 - -
5 613 15.3 67° 53°
1 612 15.3 57° 65°
2 602 14.9 60° 60°
3 600 14.7 57° 60°
GF15T40-49YF5
GF9T25-49YF5.A
GF9T25-49YF5.B
GF12T32-49YF5.A
GF12T32-49YF5.B
GF12T32-49YF5.C
SF9T25-49YF5
SF12T32-49YF5
GF6T19-49YF5
Specimens Specimens
SF6T19-49YF5
表2.3.8 実験結果一覧 
(a) 標準隅肉溶接 (b) 異形隅肉溶接 
*1：母材破壊 
*2：亀裂発生および進展状況観察のため，破断前で載荷を終了 
*1 
*1 
*2 
*2 
*2 
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(a) SF6T19-49YF5 (b) SF9T25-49YF5 
(c) SF12T32-49YF5 
(d) GF6T19-49YF5 (e) GF9T25-49YF5.A 
(g) GF12T32-49YF5.A (f) GF9T25-49YF5.B 
写真2.3.3 破断写真 
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(k) GF15T40-49YF5 
(h) GF12T32-49YF5.B (i) GF12T32-49YF5.C-1 
(j) GF12T32-49YF5.C-5 
写真2.3.3 破断写真 
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(b) 荷重-変形関係 
図 2.3.12に実験より得られた qmax-wda関係を示す．図中には，母材降伏荷重 pqy，マクロ試験の
実測に基づく形状に対して wsuを用いて計算した溶接継目強度計算値 w,cquを示している．なお，
×は溶接部での破断を表す． 
異形隅肉溶接継目の強度が同サイズの標準隅肉溶接継目の強度に対して，1.4倍程度上昇してお
り，異形隅肉溶接継目では母材の降伏が先行して生じ，その後，溶接部で破断する結果となった．
なお，GF6T19-49YF5は 3体中 2体で母材破断が生じた．また，SF6T19-49YF5は SF9T25-49YF5
よりも強度が上昇しており，母材降伏も生じている．この原因として，SF6T19-49YF5の溶込み量
が 3mmと他の試験体よりも大きいことが考えられる． 
GF12T32-49YF5.Cについて，最大荷重が多少ことなるものの，全ての荷重-変形関係が重なり同
様の挙動を示している．GF12T32-49YF5.C-5の最大荷重が他の最大荷重より大きくなっているの
は，ルート形状の違い，もしくは本項(a)破断状況で記したように，余盛があることで破壊モード
に影響がないものの，溶接金属に対する拘束効果が大きく生じているからだと考えられる． 
(a) SF6T19-49YF5 (b) SF9T25-49YF5 
(c) SF12T32-49YF5 
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図2.3.12 q-wda関係 
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(h) GF12T32-49YF5.B (i) GF12T32-49YF5.C 
(j) GF15T40-49YF5 
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図2.3.12 q-wda関係 
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(c) 亀裂の発生および進展状況 
写真 2.3.4(a) に GF12T36-49YF5.C-5の試験体表面における亀裂発生および進展状況を示す．弾
性時には特に変化がなく，不溶着部の開口も少ないが，剛性低下し始めると不溶着部の開口変位
が増加するに伴い不溶着先端が鈍化している．不溶着部先端の鈍化とともに，ルートと止端を結
ぶ方向に塑性変形が集中し始め，wda=0.88mm付近で，表面ルート部 R側で 0.5mm程度の延性亀
裂発生を確認した．その後塑性変形が集中している方向に亀裂が安定的に開口および進展してい
き，最大荷重に達した時点で亀裂長さが，1.0mm程度に達している．荷重低下し始めると亀裂の
進展速度が徐々に上がりつつも延性的に亀裂が進展し，亀裂長さ 3.0mm付近に達した後，脆性的
に破断した．なお，写真 2.3.5に示すように，試験体によっては，亀裂はルートから止端に進展す
るものと，はさみ板側に進展していく 2種類が確認されたが破壊の起点となる亀裂は止端の方向
に進展する亀裂である．しかしながら，GF9T25-49YF5.Aのような左右の形状が大きく異なる場
合では，はさみ板側の亀裂が破壊の起点となって破断する場合も考えられ，写真 2.3.6に示してい
る GF9T25-49YF5.Aの破断面の写真より，左右の溶接継目強度が異なることで左右の変形量に差
が生じ，偏心の影響を受け，最終的にはさみ板側の溶接金属をえぐるように破断したと考えられ
る． 
  
写真2.3.4 亀裂進展状況 
wda=0.14mm (弾性限界付近) 
wda=0.88mm(初期亀裂) wda=1.83mm (最大荷重時) 
初期形状 
L R L R 
L R L R 
鈍化 
鈍化 
写真2.3.5 ルート部亀裂の方向 
写真2.3.6 GF9T25-49YF5.Aの破面 
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2.3.5 強度評価 
表 2.3.9に実験結果と計算結果の比較結果を示し，図 2.3.13に qmax/wcquと Sの関係を示す．表中
の wcquは，2.3.2 項(b)で計測した溶接金属形状に基づいて算出した 2-21)式による計算値で左右そ
れぞれの和で求めた．2-21)式中のsuの値には，実験において破断線が溶接金属内を通る結果であ
ったことより溶接金属の引張強さを用いると判断した． 
2-21) 式による無次元化強度は，SN490 材の異形隅肉溶接の場合で，平均値 m=1.00，変動係数
v=0.04，標準隅肉溶接でも，平均値 m=1.07，変動係数 v=0.06と標準隅肉溶接の場合，若干安全側
の評価であるものの異形隅肉溶接および標準隅肉溶接ともに安定してよい対応を示している．
GF9T25-49YF5.Bについては，ビード不整が著しく，寸法計測で仮定した溶接金属形状の三角形よ
りも，溶接金属の最小のど厚の方が小さくなっており(写真 2.3.1)，その角度で破断している(写真
2.3.3)．表 2.3.9 によると，GF9T25-49YF5.B の無次元化強度は，0.98~1.01 で，特に過大評価にな
っていない．そこで提案式の妥当性を検討するため，写真 2.3.3に基づき，最小のど厚とその角度
を求め 2-16)，2-17) 式に代入し，実験結果との比を求めた．その結果は 1.03~1.05となり，表 2.3.9
の結果よりもわずかに安全側の評価になり，実際の溶接金属の形状を考慮することで，実際の破
断角度と終局強度が評価可能であることが分かる． 
 
  表2.3.9 実験結果と計算結果の比較結果 
図2.3.13 qmax/wcqu - S関係 
standard fillet 
q max q max
wcq u wcq u
1 1.02 1 0.95
2 0.93 2 1.04
3 1.04 3 1.04
1 1.06 1 0.95
2 1.09 2 0.91
3 1.13 3 0.95
1 1.14 1 0.98
2 1.08 2 1.01
3 1.11 3 0.99
average 1.07 1 1.01
0.06 2 1.00
3 1.00
1 1.00
2 0.99
3 0.97
1 0.98
2 -
3 1.05
4 -
5 1.09
1 1.03
2 1.02
3 0.95
average 1.00
0.04Coefficient of variation
GF12T32-49YF5.ACoefficient of variation
GF12T32-49YF5.B
GF12T32-49YF5.C
GF15T40-49YF5
SF6T19-49YF5 GF6T19-49YF5
SF9T25-49YF5 GF9T25-49YF5.A
SF12T32-49YF5 GF9T25-49YF5.B
Specimens Specimens
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2.4 有限要素解析 
異形隅肉溶接継目の終局強度に影響する各因子について，弾塑性有限要素法による数値解析 
(以下，FEA) を実施し，より詳細な検討を行う．以下に主な検討項目を示す．  
(1) 実験で得られた破壊性状との比較を行い，本解析の再現性について検証する． 
(2) 隅肉溶接継目の溶込み形状および熱影響部の材料特性を変化させ，それらが隅肉溶接継目
の応力伝達性状に与える影響について検討する． 
 
2.4.1 解析概要 
(a) 解析モデル 
表 2.4.1に解析モデル一覧，図 2.4.1に解析モデル形状および境界条件を示す．解析モデルの要
素分割は，応力および歪が集中する溶接ルート部近傍の要素分割を他よりも小さい 0.5mm x 0.5 
mmで作成している(図 2.4.2)．解析変数は，溶込み形状，HAZの有無とし，実験で用いた試験体
(GF12T32-49YF5.C-3)に基づいて溶込みおよび HAZ の形状を再現した(図 2.4.2)．解析モデルは，
溶接線方向および加力方向のみの対称性を考慮して 1/4モデルとし，不溶着部は要素間の節点を 2
重節点としている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 解析仮定 
解析は，汎用有限要素数値解析プログラム ABAQUS ver.6.4により，6節点および 8節点のソリ
ッド要素を用い，幾何学的非線形性を考慮して実施する．解析は以下の仮定に基づいて行う． 
 (1) 一方向単調引張載荷とし，亀裂発生は考慮しない． 
(2) 塑性域における構成方程式は von Mises の降伏条件，連合流れ則および等方硬化則に従
うものとする． 
 (3) 溶接部の残留応力は無視する． 
(4) 溶接部の局所変形 wd は実験同様，不溶着部から上下 10mmの点を標点として 2節点間の
変位を測定する．  
表2.4.1 解析モデル一覧 
S t
(mm) (mm)
FGF12T32-P/H ○ ○
FGF12T32-P/NH ○ ×
FGF12T32-NP/H × ○
FGF12T32-NP/NH × ×
12 32 SN490 T49J
Model
Base
M etal
Weld
material
Penetration HAZ
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(a) FGF12-P/H，FGF12-P/NH 
図2.4.2 溶接部詳細要素分割 
(b) FGF12-NP/H，FGF12-NP/NH 
図2.4.1 解析モデル形状および境界条件 
Y
Weld Metal 
HAZ 
t 20
10
9
t
Y Y
X Z
強制変位 
Metal toutch Metal toutch 
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(c) 材料特性 
材料特性は，2.3.2項で示した材料試験結果に基づく応力－歪関係を多直線近似したものを用い，
入力時には真応力－対数歪関係に変換している．解析に用いた材料の応力-歪関係を図 2.4.3 に示
す．なお，溶接金属内の強度分布はビッカース硬さ試験結果より原質部と再熱部の多少の差はあ
るが，破壊に対する影響は無いと考え，溶接金属内で一様とした．HAZの材料特性は，溶接金属
のビッカース硬さと溶接部の素材試験結果の比から HAZの引張強さを推定し，以下に示す手順で
真応力‐対数歪関係を作成したものを使用している．なお，HAZの硬さはボンド部から母材へと
連続的に変化しているが，応力集中点への影響は変わらないと考え，最高硬さの全段の平均値を
用い，不連続な強度分布としており，HAZの領域に関しては，マクロ試験および硬さ分布により
決定している． 
 
【ビッカース硬さ試験結果から応力‐歪関係を推定する方法】 
（1）記号の定義 
・st 公称応力 ・et 公称歪 
・stu 引張強さ（公称応力） ・etu 一様伸び（公称歪） 
・sty 降伏応力（公称応力） ・ety 降伏歪（公称歪） 
・sa 真応力 ・ea 真歪 
・sau 引張強さ（真応力） ・eau 一様伸び（真歪） 
・say 降伏応力（真応力） ・eay 降伏歪（真歪） 
・YR 降伏比 ・E ヤング率 
・g 重力加速度 
 
（2）推定方法 
1. 硬さ換算表（SAE規格 J417）を用い，硬さ試験結果よりstuを推定する． 
2.  stuから YRを推定する． 
土木学会推定式 2.21)式により，仮定される YRとetuの関係式を示す． 
 )1(6.0 YR
E tu
tu -=+ e
s
 2.21) 
一方，最も簡易な n乗硬化則（ naa F es ×= ，ここで nおよび Fは材料特有の定数）を仮定す
ると，最大荷重時における一様伸びの条件式は 2.22)式となる． 
 aun e=  2.22) 
よって，公称応力‐公称歪と真応力‐真歪の関係より，2.23)式を得る． 
 )1ln( tun e+=  2.23) 
ここで，2.24)式で与えられる萩原の式 2.1)（ここでsty’の単位は kgf/mm2）および降伏比の定
義 2.25)式より 2.26)式を得る． 
 
÷
÷
ø
ö
ç
ç
è
æ
×=
'
142ln12.0
ty
n
s
 2.24) 
 tuty YR ss ×=  2.25) 
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tu YR
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e 142ln12.0)1ln(  2.26) 
2.21)式および 2.26)式を連立することで YRの関係式 2.27）を得る． 
 01426.16.0
12.0
12.012.1 =÷÷
ø
ö
çç
è
æ ×
+÷
ø
ö
ç
è
æ -+
tu
tu gYR
E
YR
s
s  2.27) 
3. 2.27)式を満たす YRからetu，styおよびetyを求め，真応力および真歪に変換する． 
2.21)式に得られた YRを代入することでetuを得る． 
また，2.25)式からstyを，ety = sty / Eよりetyを得る． 
（ety，sty）および（etu，stu）を公称応力‐公称歪と真応力‐真歪の関係により（eay，say）
および（eau，sau）に変換する． 
4. 得られた（eay，say）および（eau，sau）から，n乗硬化則に基づき応力‐歪関係図を得る． 
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図2.4.3 解析に用いた応力-歪関係 
(c) 熱影響部 
(a) 母材 (b) 溶接金属 
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2.4.2 解析結果 
(a) FEAと実験結果 
溶込み形状およびHAZを考慮して最も実験を詳細に再現している FGF12-PHの解析モデルを対
象として実験結果と比較し，解析結果の再現性について検証する．延性亀裂の発生時期について
も比較検討する． 
(1) 荷重-変形関係および破壊性状の比較 
図 2.4.4に解析で得られた q-wd 関係を実験結果とともに示す．ここで，qは単位溶接線長さ当た
りの荷重で wd は実験に対応する溶接部の局所変形を示す．荷重変形挙動は解析結果が実験結果を
若干過大評価するものの概ねよい対応を示している．図 2.4.5に実験結果の最大荷重と同等の荷重
を示す溶接部変形 (wd =1.0mm) 時の相当塑性歪の等高線図を示す．ルートと止端を結ぶ方向に相
当塑性歪が集中しており，実験結果と同様にルートと止端を結ぶ方向に破断が生じることが予想
できる． 
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図2.4.4 q-wd 関係 
図2.4.5 相当塑性歪 
3.5 %
2.6 %
1.8 %
4.4 %
5.3 %
7.0 %
0.0 %
6.1 %
0.9 %
Y
X
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(b) 応力伝達性状 
図 2.4.6に解析により得られた q-wd 関係を示す．HAZを考慮したモデルでは実験結果を過大評
価し，HAZを考慮しないモデルでは実験結果を過小評価する傾向にあるもののすべての解析モデ
ルにおいて実験の荷重変形挙動と概ねよい対応を示していると判断する．FGF12T32-P/Hの qが実
験の qmaxと同等となる wd =1.0mmを本解析における終局状態と定義し，各解析モデルについて比
較する．なお，wd =1.0mmは，FGF12T32-P/Hの左右の溶接部において延性亀裂が溶接ルート部の
全断面に貫通した時点でもある．図 2.4.7に wd =1.0mm時の相当塑性歪の等高線図を示す．全ての
解析モデルでルートと止端を結ぶ方向に相当塑性歪が生じておりそこで破断が生じると考えられ
るが，HAZ部を考慮していない場合は，そのルートと止端を結ぶ方向の母材側に大きな相当塑性
歪が生じており，母材側での破壊が予想される．また，FGF12T32-P/NHと FGF12T32-NP/NHの
HAZを考慮していないもの同士で比較すると溶込み形状を考慮している方が母材の相当塑性歪の
拡がりが少なく，溶接金属側への拡がりが若干大きい．図 2.4.8および図 2.4.9に wd =1.0mm時の
Mises相当応力の等高線図および溶接線中央側から見た静水圧応力の等高線図を示す． HAZを考
慮した場合は，HAZが高い応力となっている違いがあるものの溶接金属に生じる相当応力はどの
モデルにおいてもほとんど変わらない．一方で，溶接金属の静水圧応力はモデルによって異なり，
HAZを考慮しているモデルの方が大きく，溶込み形状を考慮せずルート部が鋭い形状となってい
る方が静水圧応力が大きく広い範囲に生じていることがわかる． 
以上の結果より，ルートと止端を結ぶ方向の母材と溶接金属の境界で破断が生じる場合でも
HAZの硬化および開先面への溶込みの影響で破断線は溶接金属側に生じ，HAZおよび溶込み形状
を考慮しない場合でも破断線近傍の応力三軸度が上昇することで溶接継目の終局強度が母材と溶
接金属の材料強度差程，溶接継目の強度が小さくならないと考えられる． 
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図2.4.7 相当塑性歪の等高線図 
(a) FGF12T32-P/H (b) FGF12T32-P/NH 
(c) FGF12T32-NP/H (d) FGF12T32-NP/NH 
図2.4.8 Mises相当応力の等高線図 
(a) FGF12T32-P/H (b) FGF12T32-P/NH 
(c) FGF12T32-NP/H (d) FGF12T32-NP/NH 
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図2.4.9 静水圧応力の等高線図 
(a) FGF12T32-P/H (b) FGF12T32-P/NH 
(c) FGF12T32-NP/H (d) FGF12T32-NP/NH 
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2.5 まとめ 
前面 T字形式の隅肉溶接について，平面歪状態を仮定した上界定理に基づく極限解析により強
度評価式を導出し，前面 T字形式溶接継目の単調引張載荷実験および有限要素解析を実施し，溶
接継目特性の把握および強度評価式の妥当性を検討した．これらにより得られた結論を以下に示
す． 
 
(1) 任意の開先角度の前面 T字異形隅肉溶接継目について，平面歪状態を仮定した上界定理に基
づく極限解析を実施し，その破断角度と終局強度の理論解を導出した．この理論解により，
標準隅肉溶接と異形隅肉溶接を区別することなく統一的に評価することが可能となると同時
に，溶込みの影響も評価が可能となる． 
 
(2) 導出した強度評価式では，母材と溶接金属の引張強さが等しい場合，両面 60°開先の前面異
形隅肉溶接継目は，側面異形隅肉溶接の場合と同様に板厚の 2/3 倍の隅肉サイズで母材の全
強を伝達可能であり，母材板厚が 20~40mmの範囲で母材の全強を伝達するために必要な溶接
量は，完全溶込み溶接の溶接量の 45~60%に低減することが可能となる． 
 
(3) 溶接金属の引張強さは，隅肉サイズと負の相関があるが，今回の 490N/mm2 級鋼材の試験体
の中で最も隅肉サイズの大きい場合であっても母材強度の 1.2 倍の引張強さを有し，最も隅
肉サイズが小さい場合では，母材強度の 1.4倍となる． 
 
(4) 溶接部の硬さ試験より，溶接金属内の硬さ分布は，多層盛り溶接の場合の再熱部が若干低く
なる傾向が見られたが，概ね一様な硬さ分布で，ボンド部近傍における母材の稀釈による硬
さの低下は見られない． 
 
(5) 異形隅肉溶接継目の場合も，標準隅肉溶接と同様に溶接ルート部の延性亀裂が起点となり，
極限解析で求めた破断角度と同様に，ルートと止端を結ぶ方向に破断が生じる． 
 
(6) 異形隅肉溶接継目の終局強度は，隅肉サイズの等しい標準隅肉溶接継目の約 1.4倍上昇した． 
 
(7) 極限解析により得られた強度評価式の材料強度に母材の引張強さを用いれば，過小評価とな
るが，溶接金属の引張強さを用いることで，490N/mm2級鋼材を対象にした実験の終局強度を
精度良く評価できる．設計においては，母材の強度を用いることで十分安全側の評価をする
ことが可能である． 
 
(8) 溶込みおよび熱影響部を無視した解析モデルでは，溶接金属と母材の境界の母材側に相当塑
性歪が分布するが，熱影響部もしくは開先面への溶込み形状を考慮することで塑性化領域が
溶接金属側となり，実験結果の破断角度と同様の結果となる． 
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第3章 780N/mm2級鋼の前面T字異形隅肉溶接継目の強度評価 
 
3.1 はじめに 
本章では，2 章で検討した前面 T 字隅肉溶接継目の強度評価式について，適用できる鋼材範囲
の拡張および難易度の高い溶接施工が求められる高強度鋼材（ここでは H-SA700B 鋼を対象とす
る）の溶接施工条件の緩和を目的に，780N/mm2級鋼の前面 T字異形隅肉溶接継目の強度評価に関
して検討する． 
 
3.2 単調載荷引張実験 
H-SA700B 鋼を対象に前面 T 字異形隅肉溶接継目の単調載荷引張実験を行い，高強度の材料を
使用した場合の隅肉溶接継目の破壊形式および荷重変形挙動の把握，被接合材と溶接材料の通常
一般的に採用されるオーバーマッチな組合せだけでなく，アンダーマッチな組合せとする場合の
影響について検討する． 
 
3.2.1 試験体 
(a) 実験変数 
表 3.2.1 に試験体一覧を示す．実験は，母材には H-SA700B 鋼を用い，溶接金属は
G78A4UMN5C1M3Tおよび YGW18の 2種類の溶接ワイヤーを用いることで材料強度比を変化さ
せている．試験体の母材板厚 tは 22mmと 36mmの 2種類としており，t=22mmについては隅肉サ
イズを 9mm，12mm，および 15mmの 3種類とし，S/tを 0.41，0.55，0.68と変化させた．また，
t=36mmについては隅肉サイズを 15mmの 1種類のみとし，S/tは 0.42である．S/t=0.4の試験体は，
母材の巨視的な塑性化が生じることなく，溶接継目を破断させることを考えた試験体である．一
方，S/t=0.52 および 0.68 の試験体は，母材の塑性化が溶接継目強度に及ぼす影響を検討する目的
で製作した試験体である． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
表3.2.1 試験体一覧 
隅肉サイズ S 母材板厚 t
(mm) (mm)
GF9T22-70Y55 YGW18
GF9T22-70Y8 G78A4UMN5C1M3T
GF15T36-70Y55 YGW18
GF15T36-70Y8 G78A4UMN5C1M3T
GF12T22-70Y55 YGW18
GF12T22-70Y8 G78A4UMN5C1M3T
GF15T22-70Y55 YGW18
GF15T22-70Y8 G78A4UMN5C1M3T
試験体名 S /t
9
H-SA700B
22
15 0.68
12
0.41
0.55
溶接金属
15 36 0.42
22
鋼種
GF9T22-70Y55
Y55:YGW18
 Y8 :G78
鋼種
溶接金属
70:H-SA700B
母材板厚
隅肉サイズ
隅肉形状 GF:異形隅肉溶接
試験体名称 
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(b) 試験体形状 
図 3.2.1に試験体形状を，表 3.2.2に切断後の各試験体の母材板厚および板幅の実測結果を示す．
図 3.2.1に示すように，鋼板をガスシールドアーク溶接による両面隅肉溶接で溶接施工し，幅 40mm
に切断することで同一条件の試験体を複数製作する．なお，組立溶接を含んでいる溶接始終端部
は使用せず溶接線中央より試験体を採取することとしている．また，余盛が溶接継目の終局強度
に及ぼす影響は小さいと考え，余盛の切削加工は行っていない． 
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- 51 - 
 
 
 
  
図3.2.1 試験体形状 
(c)GF12T22,GF15T22
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36
R側
L側
L側
板幅 B 板厚 t 板幅 B 板厚 t
(mm) (mm) (mm) (mm)
1 40.00 22.45 1 39.46 22.77
2 40.17 22.30 2 37.75 22.54
3 40.43 22.48 3 38.79 22.81
1 40.97 22.44 1 36.49 22.71
2 40.90 22.31 2 38.67 22.48
3 41.17 22.42 3 38.08 22.59
1 41.67 36.19 1 38.70 22.58
2 40.30 36.19 2 37.08 22.39
3 42.23 36.24 3 37.54 22.42
1 40.53 36.24 1 39.60 22.65
2 40.60 36.26 2 36.88 22.59
3 40.30 36.12 3 37.33 22.53
試験体
GF15T22-70Y55
GF15T22-70Y8
GF9T22-70Y55
GF9T22-70Y8
GF15T36-70Y55
GF15T36-70Y8
試験体
GF12T22-70Y55
GF12T22-70Y8
表3.2.2 母材実測結果 
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(c) 溶接条件 
図 3.2.2および図 3.2.3に溶接積層図および溶接姿勢を示す．溶接施工は図 3.2.3のような水平姿
勢で CO2ガスシールド半自動アーク溶接により行っている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
表 3.2.3および表 3.2.4に設定した溶接条件の管理値および実際に計測した溶接条件を示す．な
お，予熱およびパス間温度の温度管理は表面温度計を用いて計測した温度で管理している． 
溶接条件は事前に実施した溶接割れ試験結果に基づき決定しており，いずれの試験体も予熱お
よび後熱を行っていない．また，溶接順序は不溶着部を挟んだ 2つの溶接線を交互に 1パスずつ
行うこととした．3パスの溶接積層の場合は，溶接材料に G78A4UMN5C1M3T を用いた Y8シリ
ーズについてはパス間温度を 150℃とし，YGW18を用いた Y55シリーズについては連続的に各パ
スの溶接を実施した． 
図 3.2.4に S=15mmの試験体におけるY55シリーズおよびY8シリーズのパス間温度時刻歴の比
較を示す．パス間温度を 150℃に設定した Y8 シリーズでは，溶接時間が連続溶接である Y55 シ
リーズの 5 倍弱となっており，低強度溶接材料を用いることによる溶接条件の緩和が溶接時間の
短縮に繋がり，溶接施工性を大きく向上させていることが分かる． 
 
  
3
211
（a）S=9mm （b）S=12,15mm 水平姿勢
図3.2.2 溶接積層図 図3.2.3 溶接姿勢 
電流 電圧 入熱量 パス間温度 予・後熱
(A) (V) (kJ/cm) (℃) (℃)
GF9T22-70Y55 -
GF9T22-70Y8 -
GF15T36-70Y55 （連続溶接）
GF15T36-70Y8 150
GF12T22-70Y55 （連続溶接）
GF12T22-70Y8 150
GF15T22-70Y55 （連続溶接）
GF15T22-70Y8 150
積層方法
1層1パス
2層3パス
試験体名 シールドガス
CO2280 30 ≦20 なし
表3.2.3 溶接条件（管理値） 
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表3.2.4 溶接条件（実測値） 
1 282 31 8981 26.4 20.4 26
2 275 32 9103 40.0 13.7 64
3 262 31 8653 36.7 14.2 185
1 293 33 9712 33.8 17.2 186
2 277 32 9181 41.3 13.4 132
3 272 31 8732 44.0 11.9 292
1 279 32 9154 36.7 15.0 31
2 262 32 8793 40.0 13.2 151
3 271 32 9026 41.3 13.1 148
1 274 33 9284 37.7 14.8 114
2 267 32 8885 42.6 12.5 143
3 270 32 9007 40.0 13.5 145
1 259 32 8558 35.7 14.4 28
2 262 32 8554 42.6 12.1 207
3 267 32 8882 47.1 11.3 279
1 269 33 8939 32.2 16.7 135
2 285 33 9610 44.0 13.1 228
3 265 32 8791 42.6 12.4 326
1 278 33 9371 25.4 22.1 30
2 264 32 8976 42.6 12.6 150
3 263 32 8761 33.8 15.5 149
1 287 32 9509 28.1 20.3 148
2 268 33 9082 40.0 13.6 152
3 276 34 9168 30.0 18.3 154
GF15T22-70Y8
GF12T22-70Y8
L
R
L
R
L
R
GF15T22-70Y55
GF12T22-70Y55
L
R
電流 電圧 電力 速度 V 入熱量 HI パス間温度
（A） （V） （W） （cm/min） （kJ/cm） （℃）
L 1 261 31 8137 26.1 18.7 15
R 1 252 31 7855 24.2 19.5 177
L 1 250 32 7913 25.4 18.7 12
R 1 243 31 7538 27.5 16.4 132
1 261 31 8210 25.4 19.4 11
2 243 32 7594 41.9 10.9 160
3 261 32 8252 38.3 12.9 193
1 258 31 8022 30.0 16.0 114
2 254 32 8006 40.0 12.0 161
3 254 31 7866 35.2 13.4 230
1 257 31 8087 26.1 18.6 12
2 260 32 8167 38.8 12.6 139
3 254 31 7998 34.3 14.0 141
1 253 31 8000 28.7 16.7 116
2 252 31 7866 36.7 12.9 148
3 250 31 7824 33.0 14.2 149
GF15T36-70Y8
L
R
試験体名 左右
GF9T22-70Y55
L
GF15T36-70Y55
GF9T22-70Y8
パス
R
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図3.2.4 パス間温度時刻歴比較 
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3.2.2 鋼材および溶接部の試験 
(a) 素材試験 
図 3.2.5に溶着金属素材試験片形状および採取位置を示す．母材は板厚方向の加工をせず，板幅
を 40cm に切断した板状の JIS1A 号引張試験片を用い，載荷方向と圧延方向が一致するよう板厚
ごとに 2 体ずつ採取した．また，溶着金属は，継手引張試験体と同一の鋼材および溶接ワイヤー
を用いて製作した図 3.2.5に示す試験体から，JIS14A号小型引張試験片を GF9T22シリーズおよび
GF15T36シリーズで 3体ずつ，GF12T22シリーズおよび GF15T22シリーズで 4体ずつ採取した． 
図 3.2.6，図 3.2.7および図 3.2.8に母材の応力‐歪関係，溶着金属の応力‐歪関係および各シリ
ーズの代表となる試験片の比較を，表 3.2.5に母材および溶着金属の機械的性質を示す．なお，表
中の降伏点はいずれの試験体も 0.2%off setによる値である． 
母材である H-SA700B鋼は，大きな弾性挙動を有しているのは明瞭であるが，降伏比が 92%お
よび 93%と大きく，弾性限以降の耐力上昇は期待できない鋼材となっている． 
溶着金属について，YGW18（以下，Y55）および G78A4UMN5C1M3T（以下，Y8）の引張強さ
は JIS規格の下限規定値である 550N/mm2および 780N/mm2を満足するとともに，すべての試験体
で比較的高い値を示している．これは，溶接方法が溶着金属強度の出やすい隅肉溶接であること
が原因であると考えられる．Y55 シリーズの試験体における引張強さはいずれも母材の引張強さ
を下回っており，アンダーマッチングの溶接継目となっている．一方，Y8 シリーズについては，
いずれも母材の引張強さを上回っており，オーバーマッチングの溶接継目となっている．t=22mm
の試験体について，S=9mm と比較して S=12mm および S=15mm が低い値となっているのは，
S=12mmおよび S=15mmが多パスであることにより入熱量が低下していることが原因であると考
えられ，図 3.2.8（d）に示す材料強度比はサイズが大きくなるにつれて徐々に低くなっている．
また，隅肉サイズごとの強度差が Y55シリーズに比べ Y8シリーズが小さいのは，Y8がパス間温
度を 150℃で管理していることによる影響であると考えられる．なお，GF9T22-70Y8 で 1 体だけ
低い値を示しているのは，左右の溶接順序の違いによるものであると考えられる． 
  
JIS14A号小型試験体
試験体採取位置
14 平行部 28mm
R=15
4f
5.5f
220
1010 10103075 75
12522
D1
D2100 22
図3.2.5 溶着金属素材試験片形状および採取位置 
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 （a）t=22mm （b）t=36mm 
 
  ｓ 
 （a）GF9T22-70Y55 （b）GF9T22-70Y8 
   
 （c）GF12T36-70Y55 （d）GF15T36-70Y8 
  
 （e）GF12T22-70Y55 （f）GF12T22-70Y8 
   
0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10
s(N/mm2)
e 0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.02 0.04 0.06 0.08 0.10
s(N/mm2)
e
0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20
s (N/mm2)
e 0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20
s (N/mm2)
e
0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20
s (N/mm2)
e 0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20
s (N/mm2)
e
0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20
s (N/mm2)
e 0
200
400
600
800
1,000
0.00 0.05 0.10 0.15 0.20
s (N/mm2)
e
図3.2.6 母材の応力‐歪関係 
図3.2.7 溶接金属の応力‐歪関係 
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 （g）GF15T22-70Y55 （h）GF15T22-70Y8 
  
 
   
 （a）Y55シリーズ（t=22mm） （b）Y8シリーズ（t=22mm） 
  
 （c）T36シリーズ 
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図3.2.7 溶接金属の応力‐歪関係 
図3.2.8 代表試験片の比較 
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（d）材料強度比 
  
 
 
 
 
 
 
  
0.4
0.6
0.8
1.0
1.2 w
su/psu
降伏点 s y 引張強さ s u 降伏比 YR
(N/mm2) (N/mm2) (%)
PL22 H-SA700B 764 826 0.058 0.144 92
PL36 H-SA700B 743 802 0.066 0.201 93
YGW18 661 786 0.093 0.246 84
G78A4UMN5C1M3T 698 908 0.068 0.190 77
YGW18 607 677 0.098 0.280 90
G78A4UMN5C1M3T 648 865 0.067 0.194 75
YGW18 580 656 0.103 0.269 88
G78A4UMN5C1M3T 644 848 0.067 0.195 76
YGW18 620 699 0.112 0.268 89
G78A4UMN5C1M3T 669 888 0.074 0.185 75
一様伸び
e u
破断伸び
El
GF9
Base Metal
Weld
GF12
GF15
（t =22mm）
鋼種部材
GF15
（t =36mm）
図3.2.8 代表試験片の比較 
表3.2.5 鋼材の機械的性質較 
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(b) マクロ試験 
図 3.2.1に示した位置で採取した試験片に対し，溶接部のマクロ試験を行い，溶込み状況および
溶接金属形状を実測した．図 3.2.9に溶接部詳細の記号定義を示す．溶接金属の頂点を結んだそれ
ぞれの三角形について，溶込み量 p，水平サイズ l，角度aおよびbを求めた．なお，溶込み状況に
ついては，強度計算上重要な水平方向のみ測定している 
表 3.2.6 に溶接金属形状の実測結果を，写真 3.2.1 にマクロ写真を示す．写真中の三角形は 2.2
節の極限解析により導出した終局強度評価式で溶接継目の終局強度を計算する際に用いる実測に
基づく溶接金属の形状を示し，溶接前の母材開先形状も赤線にて示している． 
GF9T22-70Y55 の R 側溶接部で溶接ルート部の溶込み不良が見られたが，その他の試験体では
十分な溶込み量が確保されていた．溶接材料ごとで比較すると，多くの試験体で Y55シリーズの
溶込み量が Y8シリーズの同等～2倍程度まで大きくなる傾向が見られ，低強度ワイヤーを用いる
ことで，溶込み量が増加することに伴う設計溶接継目強度に対する強度上昇が期待できる．また，
水平溶接であることから一部の試験体でアンダーカットが見られ，止端部の応力集中が予想され
るが，溶接金属形状を想定する際にはアンダーカット部分を除外しており，強度評価上は影響が
ないとみなす． 
 
 
 
 
 
 
p
l
p
l
60° 60°
b b aa R側L側
LL
HH h h
開先深さL 開先高さH 水平サイズ l 垂直サイズ h a b 溶込み p
(mm) (mm) (mm) (mm) (°) (°) (mm)
R 4.5 8.0 10.70 7.47 47.8 62.2 -0.77
L 4.7 8.0 10.37 7.87 55.7 57.6 0.50
R 4.5 8.0 9.78 7.85 55.6 60.7 0.20
L 4.2 8.0 10.25 7.79 54.1 59.3 0.12
R 7.5 13.0 16.76 13.04 59.2 55.4 1.49
L 7.5 13.0 16.66 12.11 57.7 53.4 1.49
R 7.5 13.0 15.56 13.73 61.8 59.1 0.71
L 7.5 13.0 15.72 13.39 62.3 57.0 1.18
R 6 12.0 18.98 12.23 47.1 58.1 1.30
L 6.3 12.0 17.15 12.91 51.4 62.1 0.83
R 6 11.5 16.70 13.38 56.5 59.7 1.33
L 6.5 12.0 16.06 13.66 56.9 62.3 1.16
R 7.3 12.0 19.43 13.01 53.1 53.4 2.16
L 7.5 14.8 18.45 12.58 52.9 54.6 1.64
R 7.5 15.0 16.75 14.11 59.5 59.2 0.93
L 7.5 14.3 18.93 13.82 52.9 58.5 0.96
GF15T22-70Y8
GF15T22-70Y55
GF12T22-70Y8
GF12T22-70Y55
GF15T36-70Y8
GF15T36-70Y55
GF9T22-70Y8
GF9T22-70Y55
試験体
ここで，LおよびHは，
開先深さおよび開先
高さを表す． 
図3.2.9 溶接部詳細の記号定義 
表3.2.6 溶接金属形状実測結果 
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 （a）GF9T22-70Y55 （b）GF9T22-70Y8 
   
 （c）GF12T36-70Y55 （d）GF15T36-70Y8 
   
 （e）GF12T22-70Y55 （f）GF12T22-70Y8 
  
 （g）GF15T22-70Y55 （h）GF15T22-70Y8 
  
 
  
写真3.2.1 マクロ写真 
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(c) ビッカース硬さ試験 
図 3.2.1に示す位置から採取したマクロ試験片に対して，ビッカース硬さ試験を行った．図 3.2.10
に硬さ測定位置を示す．ボンド部（図中○印）を原点とし，水平方向の 3測線上で 0.5mmごとに
測定した．なお，硬さ測定荷重は 9.8N (HV1)である． 
表 3.2.7に硬さ試験結果を，図 3.2.11，図 3.2.12および図 3.2.13に硬さ測定結果，硬さ分布およ
び素材試験結果との比較を示す．なお，図 3.2.12 は測線位置が母材硬さの平均と一致するように
示している．また，表 3.2.8において，母材および溶接金属の硬さは領域内の平均値を，熱影響部
（以下，HAZ）の硬さは領域内の最高値を示しており，溶接金属と母材の硬さおよび素材試験よ
り得られた引張強さの比も示す． 
ビッカース硬さ分布は母材および溶接金属内で概ね一様で，図 3.2.13 より素材試験結果と概ね
よい対応を示している．なお，GF9T22-70Y55 の A ラインで全体的に低い値を示しているが，一
様に低い数値となっており試験時の計測誤差であると考えられる．また，溶着金属が母材に溶け
込んだボンド部近傍に稀釈は見られなかった．溶着金属側から硬さ分布を見てみると，いずれの
試験体も溶接金属と HAZ の境界線近傍で硬化後，HAZ と母材の境界線近傍で急激に軟化，それ
以降は連続的に硬さが変化し母材硬さに収束しているという傾向が見られる．図 3.2.14 に各試験
体の領域ごとの硬さの比較を示す．なお，表 3.2.7と同様，母材および溶接金属の硬さは領域内の
平均値を，HAZ部の硬さは領域内の最高値を示している．いずれの試験体も母材，溶接金属およ
び HAZの領域ごとで硬度に差が見られ，HAZでは溶接金属の平均硬さに対し 1.13～1.55 倍の硬
化が見られた．GF9T22-70Y8，GF15T36-70Y55および GF15T36-70Y8の 3体の HAZ硬度，および
その他 5体の HAZ硬度をそれぞれ比較すると，溶接ワイヤーによらず同程度の値を示している．  
 
 
 
 
 
  
母材 HAZ最高硬さ 溶接金属 ws u p s u
BM(Hv1) HAZmax(Hv1) WM(Hv1) (N/mm2) (N/mm2)
GF9T22-70Y55 235 287 202 786 0.86 0.95
GF9T22-70Y8 262 360 260 908 0.99 1.10
GF15T36-70Y55 262 361 233 699 0.89 0.87
GF15T36-70Y8 265 378 269 888 1.02 1.11
GF12T22-70Y55 272 270 231 677 0.85 0.82
GF12T22-70Y8 265 324 267 865 1.01 1.05
GF15T22-70Y55 260 292 229 656 0.88 0.79
GF15T22-70Y8 252 283 250 848 0.99 1.03
試験体名 WM/BM w s u / p s u
826
802
826
826
表3.2.7 硬さ測定結果 
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 （a）GF9T22-70Y55 （b）GF9T22-70Y8 
   
 （c）GF15T36-70Y55 （d）GF15T36-70Y8 
   
 （e）GF12T22-70Y55 （f）GF12T22-70Y8 
   
 （g）GF15T22-70Y55 （h）GF15T22-70Y8 
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図3.2.10 硬さ計測位置 
- 63 - 
   
 （a）GF9T22-70Y55 （b）GF9T22-70Y8 
   
 （c）GF12T36-70Y55 （d）GF15T36-70Y8 
   
 （e）GF12T22-70Y55 （f）GF12T22-70Y8 
   
 （g）GF15T22-70Y55 （h）GF15T22-70Y8 
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図3.2.11 硬さ試験結果 
*測定位置は図 3.2.10参照 
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 （a）GF9T22-70Y55 （b）GF9T22-70Y8 
   
 （c）GF12T36-70Y55 （d）GF15T36-70Y8 
   
 （e）GF12T22-70Y55 （f）GF12T22-70Y8 
   
 （g）GF15T22-70Y55 （h）GF15T22-70Y8 
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図3.2.12 硬さ分布 
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図3.2.14 各領域の硬度比較 
図3.2.13 素材試験結果との比較 
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3.2.3 載荷および計測方法 
載荷は，アムスラー型万能 2000kN 試験機によって単調引張載荷を行い，図 3.2.15 に示すよう
に，不溶着部分を挟んだ上下 10mmの間の変形を高精度変位計 2つで測定し，その左右の平均値
を溶接部の局所変形 wdaとした． 
破断線位置および破断線近傍の領域における硬さ分布は破断後の試験体に対して，図 3.3.16 に
示すように溶接線中央断面(以下，C面)で切断したのち，その断面に対してマクロ試験を行い，前
述のビッカース硬さ試験結果と照らし合わせることで検討を行う． 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
10
10
治具 治具
20
20
溶接線中心断面
　 (C 面 )
R
L
図3.2.15 変形測定位置および測定方法 
図3.2.16 切断位置 
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3.2.4 実験結果 
表 3.2.8に実験により得られた最大荷重 Pmax，溶接線方向単位長さ当たりの最大荷重 qmaxおよび
破断角度q を，写真 3.2.2に C面における破壊状況を示す．なお，破断角度は破断線を溶接ルート
部と破断した溶接金属の止端頂点を結んだ直線に近似することにより求めた． 
 
(a) 破壊状況 
S/t=0.4（GF9T22，GF15T36）の試験体では，溶接材料に関わらず溶接ルート部と止端を結ぶよ
うに破断しており，破断線は溶接金属側に位置している．一方，S/t=0.68（GF15T22）の試験体に
ついては，溶接材料に関わらず母材が引張強さに達した後にくびれが生じ，荷重が低下したため
載荷を終了し，溶接部では破断に至らなかった．S/t＝0.52（GF12T22）の試験体の場合は，Y55
では溶接部のルートと止端を結ぶように溶接金属内で破断が生じたが，Y8では母材が引張強さに
達した後くびれが生じ，荷重が低下したため載荷を終了し，溶接部では破断に至らなかった． 
溶接部で破断した試験体について，溶接金属は延性的に破断している．また，溶接線方向につ
いては試験体の表面部分を除いて破断面が概ね一様になっており，溶接線方向には破断線方向の
違いが少ないと考えられる．破断線は一部の試験体で溶接金属側に一度屈折するような形になっ
ており，亀裂の進展方向に母材と溶接金属の組合せや溶接積層が影響している可能性があると考
えられる． 
 
 
 
P max q max 破断角度 q R 破断角度 q L
(kN) (kN/mm) (°) (°)
1 512 12.80
2 504 12.56
3 518 12.81
1 578 14.10
2 572 13.98
3 572 13.90
1 875 21.00
2 856 21.24
3 888 21.04
1 920 22.69
2 952 23.45
3 921 22.85
1 669 18.32
2 706 18.26
3 686 18.01
1 740 18.75
2 705 18.69
3 727 18.74
1 726 18.75
2 692 18.67
3 696 18.54
1 741 18.72
2 690 18.70
3 696 18.64
GF15T36-70Y8
GF12T22-70Y55
- -
65.4 61.9
62.9
62.8
54.2
60.7 55.4
57.5
56.9
53.0
--
GF12T22-70Y8
GF15T22-70Y55
GF15T22-70Y8
--
試験体
GF9T22-70Y55
GF9T22-70Y8
GF15T36-70Y55
表3.2.8 実験結果 
*1            *1 
*1            *1 
*1            *1 
*1：母材破壊 
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 （a）GF9T22-70Y55 （b）GF9T22-70Y8 
   
 （c）GF15T36-70Y55 （d）GF15T36-70Y8 
   
 （e）GF12T22-70Y55 （f）GF12T22-70Y8 
   
 （g）GF15T22-70Y55 （h）GF15T22-70Y8 
  写真3.2.2 溶接部破壊状況（C面） 
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(b) 荷重‐変形関係 
図 3.2.17に実験により得られた q-wda関係を示す．qは溶接線方向単位長さ当たりの荷重を示し
ている．また，図中には溶接線方向単位長さ当たりの母材耐力 pquおよび母材降伏荷重 pqyも示し
ている． 
溶接部で破断した S/t=0.4（GF9T22，GF15T36）の試験体は，最大荷重 qmaxが pqyに達しておら
ず，母材が弾性状態のまま溶接部が破断に至っている．また一様伸びduは 0.6mm程度の値を示し
ており，隅肉サイズによるd の違いは大きく見られない．一方，溶接部で破断に至らなかった S/t
＝0.52 で Y8 の試験体（GF12T22-70Y8）および S/t=0.68（GF15T22）の試験体については，qmax
が pquに達した後に荷重が低下している．また，いずれの試験体もduは 0.5mm 程度の値を示して
おり，溶接材料および隅肉サイズによる違いは大きく見られない．GF12T22-70Y55 については，
qmaxが pqyに達しており母材が塑性化しているが，pqu には達することなく溶接部で破壊に至って
いる．なお，qmaxは pqu の 97%にまで達している．また，他の試験体と比較してduが 0.65~0.97mm
と大きな値を示しているのは，wda測定位置で母材が塑性化したことによる変形が含まれているた
めであると考えられる． 
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図3.2.17 溶接部の荷重‐変形関係 
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 （e）GF12T22-70Y55 （f）GF12T22-70Y8 
 
   
 （g）GF15T22-70Y55 （h）GF15T22-70Y8 
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図3.2.17 溶接部の荷重‐変形関係 
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(c) 破断線近傍の硬さ分布 
写真 3.2.3に C面の破壊状況および 3.2.2項(c)で得られたビッカース硬さ分布を示す．溶接部で
破断した 5 体について，破断線は溶接金属内に生じており，破断位置における実験前の硬さは，
溶接金属領域内の硬さの平均値 WMaveに相当すると判断できる． 
 
 
   
 （a）GF9T22-70Y55 （b）GF9T22-70Y8 
   
 （c）GF15T36-70Y55 （d）GF15T36-70Y8 
   
 （e）GF12T22-70Y55 
 
  
写真3.2.3 破断線近傍の硬さ分布（C面） 
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3.2.5 強度評価 
(a) 極限解析結果 
2.20)式から 3.2.2項(a)の素材試験結果および 3.2.2項(b)で計測した溶接金属形状に基づいて，そ
れぞれの試験体で推定される破断線方向および終局耐力を算出した．表 3.2.9に強度評価式による
極限解析結果を，図 3.2.18に図 2.2.3に示す溶接金属形状a およびb を用いた破断線方向検討図と
実測結果をともに示す．なお，表中の cqu は左右それぞれの計算結果の和であり，2.20)式中のsu
の値には，実験において破断線が溶接金属内を通る結果であったことから溶接金属の引張強さを
用いた．また，表中 cq は計算で得られた破断線方向を示している．溶接ルート部形状を示すbと
破断角度q の値はすべての試験体で一致している．また，図 3.2.18 に示すように，すべての試験
体が領域内にあることからも，溶接ルート部形状を示すb と破断角度q の値が一致することが分
かる． 
 
 
 
 
 
 
  
b L c q L c q u,L b R c q R c q u,R c q u
(°) (°) (kN/mm) (°) (°) (kN/mm) (kN/mm)
GF9T22-70Y55 57.6 57.6 5.77 62.2 62.2 4.92 10.7
GF9T22-70Y8 59.3 59.3 6.34 60.7 60.7 6.18 12.5
GF15T36-70Y55 53.4 53.4 8.74 55.4 55.4 8.96 17.7
GF15T36-70Y8 57.0 57.0 11.2 59.1 59.1 11.0 22.2
GF12T22-70Y55 62.1 62.1 7.35 58.1 58.1 7.62 15.0
GF12T22-70Y8 62.3 62.3 9.88 59.7 59.7 10.3 20.2
GF15T22-70Y55 54.6 54.6 8.28 53.4 53.4 8.83 17.1
GF15T22-70Y8 58.5 58.5 10.7 59.2 59.2 10.8 21.5
試験体
45
50
55
60
65
70
75
45 60 75
b (°)
a(°)
tana・tanb=4
図3.2.18 破断線方向検討 
表3.2.9 耐力計算結果 
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(b) 強度評価 
図 3.2.19に強度評価式から得られた溶接継目終局強度 cquと実験結果 qmaxとの比較を示す．なお，
図中には溶接線方向単位長さ当たりの母材耐力 pquおよび母材降伏荷重 pqyも示しており，cquが pqu
を超えた試験体および母材により qmaxが決定した試験体については点線で示す．また，表 3.2.10
に cquと qmaxとの比較値および素材試験結果を示す．溶接継手の破壊性状を把握するために作成し
た S/t=0.4の GF9T22シリーズおよび GF15T36シリーズについては，いずれの試験体も qmaxが cqu
を上回っており，Y55シリーズで 17～20％，Y8シリーズでは 2～13％と材料強度比 wsu/psuの小
さい Y55シリーズの方が cquに対する qmaxの上昇率が大きい．また，GF12T22-70Y55では qmaxが
pqyを超えているにも関わらず，qmaxは cquを 20～22％上回っているとともに，GF15T22-70Y55に
ついても母材により qmaxが決定されたものの cquは 10%程度上昇していることから，母材の塑性化
に関わらず，溶接継目の終局強度は上昇することがわかる． 
  
図3.2.19 cquと qmaxとの比較 
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また図 3.2.20に cquが pquを超えていない試験体について qmax/cqu‐wsu/psu関係を示し，図中には
2章にて実施した母材に SN490Bおよび文献 3.1)の 1000N/mm2を用いた同様の実験による結果も
示す．母材の鋼種に関わらず，wsu/psu >1.16の範囲では極限解析結果と実験結果の誤差が比較的小
さく，強度評価式が概ね良い対応を示していることがわかる．一方，wsu/psu<1.16になると qmax/cqu
が上昇しており，強度評価式が溶接継目の終局耐力を過小評価している．母材が塑性化している
GF12T22-70Y55についても qmax/cquが他の試験体と同様の対応を示している．また，qmaxが cquを
上回り母材耐力にて荷重低下を示した GF15T22-70Y55についても，qmax/cquが 1.1程度まで上昇し
ており，溶接部耐力で評価した場合 qmax/cquがさらに大きな値を示すと推測され，他の試験体と同
程度まで上昇する可能性がある．これは，wsu/psuが小さくなると，破断線に対する周辺部の塑性
拘束効果により，多軸引張応力状態になることによる強度上昇機構によるものと考えられる．図
3.2.20中に示す kmは，高強度鋼材を母材に用いて行った実験の内，溶接部で破断した実験の実験
結果（(文献 3.1)の結果含む）について求めた回帰直線で，3.1)式で表される．ここでは，kmを塑
性拘束係数と定義する．なお，km =1.0となる wsu/psu=1.16よりも wsu/psuが小さい範囲においては，
km =1.0としている． 
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表 3.2.10中に kmを考慮した場合の実験値と計算値の比較を示すが，塑性拘束係数 kmを考慮する
ことで誤差 10%以内（変動係数：0.032）で評価可能となることが分かる． 
 
 
  
図3.2.20 qmax/cqu‐wsu/psu関係 
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w s u p s u w s u c q u q max q max q max
(N/mm2) (N/mm2) p s u (kN/mm) kN/mm c q u k m ・ c q u
1 12.8 1.20 1.06
2 12.6 1.17 1.04
3 12.8 1.20 1.06
1 14.1 1.13 1.09
2 14.0 1.12 1.08
3 13.9 1.11 1.07
1 21.0 1.19 1.00
2 21.2 1.20 1.02
3 21.0 1.19 1.01
1 22.7 1.02 0.99
2 23.4 1.06 1.02
3 22.8 1.03 1.00
1 18.3 1.22 1.01
2 18.3 1.22 1.01
3 18.0 1.20 0.99
1 18.8 0.93 -
2 18.7 0.93 -
3 18.6 0.92 -
1 18.8 1.10 -
2 18.7 1.09 -
3 18.7 1.10 -
1 18.7 0.87 -
2 18.7 0.87 -
3 18.7 0.87 -
平均値
1.03
変動係数
0.032
試験体
GF9T22-70Y55
GF9T22-70Y8
GF15T36-70Y55
GF15T36-70Y8
GF12T22-70Y55
GF12T22-70Y8
GF15T22-70Y55
GF15T22-70Y8
826786
908
699
888
677
865
656
848
826
802
802
0.95
1.10
0.87
1.11
10.70
12.52
17.70
22.22
826
826
826
826
20.18
17.11
21.45
14.970.82
1.05
0.79
1.03
表3.2.10 cquと qmaxとの比較 
*1 
*1：母材破壊のため対象外 
*1 
*1 
*1 
*1 
*1 
*1 
*1 
*1 
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(c) 破断線方向に関する検討 
写真 3.2.4に溶接部にて破断した試験体における C面における破断線方向を示す．ここで，極限
解析により求めた破断線方向を赤線で，3.2.4項(a)にて示した実際の破断線方向を白線にて示す．
極限解析により得られた破断線と実際の破断線の方向は概ね一致している．また，一部の試験体
（例えば写真 3.2.4(a-1)，(c-1)，(c-2)，(d-2)）で破断線が溶接金属側に折れ曲がっていた． 
 
 
   
 （a-1）GF9T22-70Y55  L側 （a-2）GF9T22-70Y55  R側 
 
   
 （b-1）GF9T22-70Y8  L側 （b-2）GF9T22-70Y8  R側 
 
   
 （c-1）GF15T36-70Y55  L側 （c-2）GF15T36-70Y55  R側 
 
  
写真3.2.4 破断線方向（C面） 
- 77 - 
   
 （d-1）GF15T36-70Y8  L側 （d-2）GF15T36-70Y8  R側 
 
   
 （e-1）GF12T22-70Y55  L側 （e-2）GF12T22-70Y55  R側 
 
  
写真3.2.4 破断線方向（C面） 
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3.3 有限要素解析 
異形隅肉溶接継目の終局強度に影響する各因子について，弾塑性有限要素法による数値解析 
（以下，FEA）を実施し，より詳細な検討を行う．以下に主な検討項目を示す． 
（1）実験で得られた破壊性状との比較を行い，本解析の再現性について検証する． 
（2）溶接継目の熱影響部の材料特性および溶接継目形状を変化させ，それらが溶接継目の応力
伝達性状に与える影響について検討する． 
（3）母材板厚を変化させることで，母材降伏強度および母材耐力を変化させ，それらが溶接継
目の終局強度に与える影響について検討する． 
 
3.3.1 解析概要 
(a) 解析モデル 
表 3.3.1に解析モデル一覧を，図 3.3.1および図 3.3.2に解析モデル形状と境界条件，および溶接
部詳細要素分割を示す．解析モデルの要素分割は，応力および歪が集中する溶接ルート部近傍の
要素分割を他よりも小さい 0.5mm×0.5mmで作成している．解析変数は HAZの有無および溶接金
属強度とし，実験で用いた試験体（GF9T22-70Y8）に基づいて溶接部形状を再現した．解析モデ
ルは，溶接線方向および加力方向のみの対称性を考慮して 1/4 モデルとし，不溶着部は要素間の
節点を 2重節点としている． 
 
 
 
 
 
(b) 解析仮定 
解析は，汎用有限要素数値解析プログラム ABAQUS ver.6.4により，6節点および 8節点のソリ
ッド要素を用い，幾何学的非線形性を考慮して実施する．解析は以下の仮定に基づいて行う． 
（1） 一方向単調引張載荷とし，亀裂発生は考慮しない． 
（2） 塑性域における構成方程式は von Misesの降伏条件，連合流れ則および等方硬化則に従
うものとする． 
（3） 溶接部の残留応力は無視する． 
（4） 溶接部の局所変形 wd は実験同様，不溶着部から上下 10mmの点を標点として 2節点間
の変位を測定する． 
 
  
S t
(mm) (mm) BM HAZ WM
FGF9T22-70Y55 HAZ
FGF9T22-70Y55NH H-SA700B
FGF9T22-70Y8 HAZ
FGF9T22-70Y8NH H-SA700B
9 22 H-SA700B Y8
材料特性
9 22 H-SA700B Y55
解析モデル
表3.3.1 解析モデル一覧 
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強制変位
t=22 20
100
t/2=11
X
Y
Z
Y
HAZ
溶接金属
母材
母材
不溶着部
図3.3.1 解析モデル形状と境界条件 
図3.3.2 溶接部詳細要素分割 
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(c) 材料特性 
図 3.3.3に解析に用いた材料の公称応力‐公称歪関係を示す．母材および溶接金属の材料特性は，
3.2節で示した素材試験結果に基づく応力‐歪関係を多直線近似したものを用い，入力時には真応
力‐真歪関係に変換している．なお，溶接金属内の強度分布はビッカース硬さ試験結果より，溶
接金属内で一様としている．HAZ の材料特性は，ビッカース硬さ試験結果から HAZ の引張強さ
を推定し，第 2章の 2.4.1(c)で示した方法と同様に作成する．なお，HAZの硬さは溶接材料強度に
関わらず GF9T22シリーズおよび GF15T36シリーズの 4体の最高硬さの平均値を用いている．ま
た，HAZの硬さはボンド部から母材へと連続的に変化しているが，応力集中点への影響は変わら
ないと考え，解析ではマクロ試験結果に基づいて溶接金属，HAZおよび母材の境界線を明確にし，
それぞれの領域に合わせた不連続な強度分布としている． 
 
  
（a）溶接金属（Y55）              （b）溶接金属（Y8） 
  
（c）母材（H-SA700B）                （d）HAZ 
 
（e）FEA入力値比較 
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図3.3.3 解析に用いた材料の応力‐歪関係（公称） 
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3.3.2 解析結果 
(a) FEAと実験結果 
溶込み形状および HAZ を考慮して最も実験を詳細に再現している FGF9T22-70Y55 および
FGF9T22-70Y8を対象として，実験結果を比較し，解析結果の再現性について検証する． 
図 3.3.4に解析で得られた q-wd 関係を実験結果とともに示す．ここで，qは溶接線方向単位長さ
当たりの荷重を示し，wd は実験に対応する溶接部の局所変形を示す．また，図中には溶接線方向
単位長さ当たりの母材耐力 pquおよび母材降伏荷重 pqyも示している．荷重‐変形挙動は解析結果
が実験結果を 10%程度過大評価するものの，初期剛性および二次勾配については概ねよい対応を
示している．10%過大評価する理由として FEAでは亀裂発生の評価ができないことが原因で実験
結果よりも最大耐力が大きくなると考えられる． 
図 3.3.5に溶接線方向中央断面における最大荷重時（wd = 0.3mm）の相当塑性歪の等高線図を示
す．いずれもルートと止端を結ぶ方向に相当塑性歪が集中しており，実験結果と同様にルートと
止端を結ぶ方向に破断が生じることが予想される． 
 
   
 （a）FGF9T22-70Y55 （b）FGF9T22-70Y8 
 
 
 
   
 （a）FGF9T22-70Y55 （b）FGF9T22-70Y8 
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図3.3.4 荷重‐変形関係 
図3.3.5 相当塑性歪 
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(b) 応力伝達性状 
図 3.3.6に解析により得られた q-wd 関係を示す．HAZの有無に関わらず，解析結果は実験結果
を過大評価しているものの，初期剛性および二次勾配については概ねよい対応を示している．全
実験結果および解析結果に基づき概ね最大荷重に達していると考えられる wd=0.3mm を本解析の
終局状態と定義し，各解析モデルについて比較する． 
表 3.3.2に終局時における解析結果一覧を，図 3.3.7，図 3.3.8，図 3.3.9，図 3.3.10および図 3.3.11
に溶接線方向中央断面における溶接ルート部の相当塑性歪‐変形関係，Mises相当応力‐変形関係，
静水圧応力‐変形関係，応力三軸度‐変形関係および終局時における破断線方向の応力三軸度分
布を示す．なお，横軸となる変形は溶接部の局所変形 wd であり，図中には終局状態となる
wd=0.3mmに相当する点を○印で示す．また，静水圧応力は引張応力を正とし，表中のtroot は溶接
ルート部の1要素の応力三軸度を，tave は溶接ルート部を除いた破断線方向における応力三軸度の
平均値を示す．なお，破断線方向は溶接ルート部から止端にかけて，相当塑性歪の大きな要素を
つなげるようにして決定した． 
終局時の相当塑性歪は溶接材料強度の低いモデルが大きな値を示すとともに，HAZを考慮しな
いモデルの方が HAZ を考慮したモデルよりも大きい値を示している．Mises 相当応力は HAZ の
有無の影響を受けず，溶接材料強度ごとで一定の値を示しており，Y8 の方が Y55 よりも高い値
となっている．一方，静水圧応力は溶接材料強度による大きな違いは見られず，HAZを考慮した
モデルの方が小さな値を示している．また，左右の溶接部で大きく異なる値となっており，溶接
金属形状の影響も受けていると考えられる．以上から，Mises相当応力は溶接材料強度の，静水圧
応力は HAZの有無の影響を大きく受けると考えられ，延性亀裂挙動に影響を及ぼす応力三軸度に
ついては，Mises 相当応力が小さな値を示す Y55 で高い値を示すとともに，静水圧応力が高い値
を示す HAZを考慮したモデルで高い値を示している． 
図 3.3.12，図 3.3.13，図 3.3.14および図 3.3.15に wd ＝0.3mm時における溶接線方向中央断面で
の相当塑性歪の等高線図，Mises相当応力の等高線図，静水圧応力の等高線図および溶接線方向中
央断面から表面までの溶接線方向における溶接金属での静水圧応力の等高線図を示す．いずれの
モデルも相当塑性歪が溶接ルート部と止端を結ぶように大きくなっているが，HAZを考慮したモ
デルでは溶接金属内を，HAZを考慮していないモデルでは母材側を通るように溶接ルート部と止
端を結んでいる．また，Y55の方が Y8と比較して相当塑性歪が 5%を超えた領域が大きい．Mises
相当応力は溶接材料強度による違いが顕著であり，Y8 の方が大きくなっている．また，HAZ を
考慮していないモデルでは溶接ルート部と止端を結ぶように溶接金属内のみで相当応力の高い領
域が広がっており，HAZ を考慮したモデルでは HAZ 内まで相当応力が高くなっている．一方，
静水圧応力は HAZ を考慮したモデルの方が溶接ルート部で若干圧縮応力が高くなっているもの
の，溶接金属内および HAZ内全体で見ると応力分布に大きな違いはない．また，溶接線方向で見
てみると FGF9T22-70Y8NHが溶接ルート部の圧縮応力が低くなっているものの，いずれの試験体
も応力分布は概ね等しい．中央断面～表面から 6mm程度内側の断面までにかけては概ね中央断面
と同様の静水圧応力分布であると考えられ，表面に近づくにつれて圧縮応力が小さくなっている．
これは，中央断面から表面にかけての応力状態が，平面歪状態から平面応力状態に移行すること
により生じる変化であると考えられる．なお，止端近くで圧縮応力が若干大きくなっているのは，
アンダーカットによるものである． 
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以上から，HAZの有無では終局強度に大きな違いは見られないが，応力伝達性状には違いが見
られ，溶接部に対する塑性拘束に影響を与える可能性があると考えられる．また，HAZの硬化お
よび開先面への溶込みの影響により，溶接金属強度に関わらず破断線は溶接金属側に生じると考
えられる． 
 
 
   
 （a）Y55 （b）Y8 
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FGF9T22-70Y55 13.75 0.23 865 -1572 1.82 0.78 0.21 865 -1200 1.39 0.83
FGF9T22-70Y55NH 13.50 0.18 865 -1349 1.56 0.81 0.20 865 -1160 1.34 0.83
FGF9T22-70Y8 15.61 0.16 998 -1559 1.56 0.75 0.18 998 -1294 1.30 0.80
FGF9T22-70Y8NH 14.86 0.10 998 -1119 1.12 0.68 0.15 998 -1079 1.08 0.68
q u試験体
L R
図3.3.6 荷重‐変形関係 
表3.3.2 解析結果一覧 
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 （a）Y55シリーズ，L側溶接部 （b）Y55シリーズ，R側溶接部 
   
 （c）Y8シリーズ，L側溶接部 （d）Y8シリーズ，R側溶接部 
 
 
   
 （a）Y55シリーズ，L側溶接部 （b）Y55シリーズ，R側溶接部 
   
 （c）Y8シリーズ，L側溶接部 （d）Y8シリーズ，R側溶接部 
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図3.3.7 相当塑性歪‐変形関係（溶接ルート部） 
図3.3.8 Mises相当応力‐変形関係（溶接ルート部） 
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 （a）Y55シリーズ，L側溶接部 （b）Y55シリーズ，R側溶接部 
   
 （c）Y8シリーズ，L側溶接部 （d）Y8シリーズ，R側溶接部 
 
 
   
 （a）Y55シリーズ，L側溶接部 （b）Y55シリーズ，R側溶接部 
   
 （c）Y8シリーズ，L側溶接部 （d）Y8シリーズ，R側溶接部 
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図3.3.9 静水圧応力‐変形関係（溶接ルート部） 
図3.3.10 応力三軸度‐変形関係（溶接ルート部） 
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 （a）Y55シリーズ，L側溶接部 （b）Y55シリーズ，R側溶接部 
  
 （c）Y8シリーズ，L側溶接部 （d）Y8シリーズ，R側溶接部 
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図3.3.11 破断線方向応力三軸度分布 
図3.3.12 相当塑性歪（溶接線方向中央断面） 
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 （a）FGF9T22-70Y55 （b）FGF9T22-70Y55NH 
 
   
 （c）FGF9T22-70Y8 （d）FGF9T22-70Y8NH 
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図3.3.13 Mises相当応力（溶接線方向中央断面） 
図3.3.14 静水圧応力（溶接線方向中央断面） 
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図3.3.15 溶接線方向の静水圧応力（中央断面～表面） 
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3.3.3 終局強度に影響を及ぼす因子 
(a) 解析モデル 
表 3.3.3に解析モデル一覧を，図 3.3.16および図 3.3.17に解析モデル形状と境界条件および溶接
部詳細要素分割を示す．本項で用いる解析モデルは，3.2.2項 (b)のマクロ試験結果および 3.3.2項 
(b)応力伝達性状の結果をもとに溶接金属形状を単純化したものである．溶接ルート部の水平溶込
みはなしとし，溶接ルート部と止端を結ぶ直線に対し垂直方向の溶込みおよび HAZの領域に関し
てはマクロ試験結果をもとに実測した結果より作成した．また，今回は板厚方向の対称性も考慮
して 1/8 モデルとしている．隅肉サイズは 9mmの 1 種類とし溶接材料強度は 3.3.1 項と同様の 2
種類であり，材料特性は 3.3.1項 (c)材料特性で示したものと同様のものを使用している．また，
母材板厚は 22mm，20mmおよび 18mmの 3種類用意しており，S/tを 0.41，0.45，0.50と変化さ
せている．HAZについては 3.3.2項で示した解析結果を踏まえ，すべてのモデルで考慮した． 
解析仮定は 3.3.1項(b)解析仮定に示す（1）から（3）は同様であり，（4）に示す溶接部の局所変
形 wd については母材の塑性化の影響が wd に含まれないよう，不溶着部上の点を標点として測定
している． 
 
表3.3.3 解析モデル一覧 
 
 
図3.3.16 解析モデル形状および境界条件  
S t
(mm) (mm) BM HAZ WM
FGF9T22-70Y55 22 0.41
FGF9T20-70Y55 20 0.45
FGF9T18-70Y55 18 0.50
FGF9T22-70Y8 22 0.41
FGF9T20-70Y8 20 0.45
FGF9T18-70Y8 18 0.50
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試験体 S/t
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20
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Z
Y
強制変位
t/2=9
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Y
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強制変位
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Y
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強制変位
t/2=11
X
Y
t=22mm
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図3.3.17 溶接部詳細要素分割 
 
 
  
HAZ
溶接金属
母材
母材
不溶着部
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(b) 解析結果 
図 3.3.18 に解析により得られた q-wd 関係を示す．FGF9T18-70Y8 は wd=0.3mmを満たすことな
く母材耐力 pquに達した後に荷重低下を示したため，溶接部ではなく母材にて破壊するものとみす
ことができる．wd=0.3mmを満たす 5体については母材板厚が小さくなるにつれ，qmaxが低下して
いるとともに，溶接材料強度の違いによる qmaxの差が小さくなっている．このことから S/tが qmax
に影響を与えるものと考えられる． 
表 3.3.4に終局時における解析結果一覧を，図 3.3.19，図 3.3.20，図 3.3.21，図 3.3.22 および図
3.3.23に溶接線方向中央断面における溶接ルート部の相当塑性歪‐変形関係，Mises相当応力‐変
形関係，静水圧応力‐変形関係，応力三軸度‐変形関係および終局時（wd ＝0.3mm）における破
断線方向の応力三軸度分布を溶接材料強度ごとに比較して示す．なお，表記方法は 3.3.2項(b)と同
様である． 
図 3.3.24，図 3.3.25，図 3.3.26および図 3.3.27に終局時における溶接線方向中央断面での相当塑
性歪の等高線図，Mises相当応力の等高線図，静水圧応力の等高線図および溶接線方向中央断面か
ら表面までの溶接線方向における溶接金属での静水圧応力の等高線図を示す．なお，
FGF9T18-70Y8については，解析終了時（載荷点変位 6mm時点）について示す．溶接材料強度に
よる各応力および歪分布は 3.3.2項(b)にて示した結果と一致している．溶接ルート部に着目して各
応力および歪を見てみると，相当塑性歪は t が小さくなると小さい値を示す傾向にあるが，その
他の応力および歪は概ね一定である． 
溶接部全体に着目した場合，tが小さくなるにつれて破断線方向および溶接金属内の相当塑性歪
は低くなっている一方で，母材の塑性化が進んでいることが確認できる．また，FGF9T18-70Y8
については溶接部よりも母材全体の相当塑性歪が大きくなっていることからも，溶接部ではなく
母材にて破壊するものとみなすことができる．Mises相当応力についてはいずれのモデルも強度が
最も高い HAZで大きくなっているが，tが大きくなるにつれて応力の高い領域が溶接金属内にま
で広がっている．また，静水圧応力はいずれのモデルも溶接ルート部にて圧縮応力が集中してい
るが，tが大きくなるにつれて圧縮応力の高い領域が広がっている．Y55および Y8について tで
比較した場合，溶接ルート部における各モデルの応力三軸度の差は見られない一方で，破断線方
向の応力三軸度t に差が表れているのは，tによって溶接金属内部の Mises相当応力や静水圧応力
の分布に違いがあるためであると考えられ，tが大きいとt も大きくなる傾向が見られる． 
なお，FGF9T22-70Y55 と FGF9T20-70Y55 で各応力および歪に差が見られないのは，母材板厚
を変化させてもqmaxが pqyに達することなくどちらも母材が弾性域内での変形であったためである
と考えられ，各応力および歪には S/tそのものではなく S/tを変化させることで溶接部の終局時に
おける母材の塑性化の程度が変化し，影響を与えていると考えられる． 
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 （a）FGF9T22 （b）FGF9T20 
  
 （c）FGF9T18 
図3.3.18 荷重‐変形関係 
 
表3.3.4 解析結果一覧 
 
 
   
 （a）Y55シリーズ （b）Y8シリーズ 
図3.3.19 相当塑性歪‐変形関係（溶接ルート部）  
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 （a）Y55シリーズ （b）Y8シリーズ 
図3.3.20 Mises相当応力‐変形関係（溶接ルート部） 
 
   
 （a）Y55シリーズ （b）Y8シリーズ 
図3.3.21 静水圧応力‐変形関係（溶接ルート部） 
 
 
   
 （a）Y55シリーズ （b）Y8シリーズ 
図3.3.22 応力三軸度‐変形関係（溶接ルート部） 
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 （a）Y55シリーズ （b）Y8シリーズ 
図3.3.23 破断線方向応力三軸度分布 
 
 
   
 （a-1）FGF9T22-70Y55 （b-1）FGF9T22-70Y8 
 
   
 （c-1）FGF9T20-70Y55 （d-1）FGF9T20-70Y8 
 
   
 （e-1）FGF9T18-70Y55 （f-1）FGF9T18-70Y8 
図3.3.24-1 相当塑性歪（溶接線方向中央断面）  
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 （a-2）FGF9T22-70Y55 （b-2）FGF9T22-70Y8 
 
   
 （c-1）FGF9T20-70Y55 （d-2）FGF9T20-70Y8 
 
   
 （e-2）FGF9T18-70Y55 （f-2）FGF9T18-70Y8 
図3.3.24-2 相当塑性歪（溶接線方向中央断面） 
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 （a）FGF9T22-70Y55 （b）FGF9T22-70Y8 
 
   
 （c）FGF9T20-70Y55 （d）FGF9T20-70Y8 
 
   
 （e）FGF9T18-70Y55 （f）FGF9T18-70Y8 
図3.3.25 Mises相当応力（溶接線方向中央断面） 
 
 
   
 （a）FGF9T22-70Y55 （b）FGF9T22-70Y8 
図3.3.26 静水圧応力（溶接線方向中央断面） 
  
X
Y
X
Y
X
Y
X
Y
X
Y
X
Y
X
Y
X
Y
- 97 - 
   
 （c）FGF9T20-70Y55 （d）FGF9T20-70Y8 
 
   
 （e）FGF9T18-70Y55 （f）FGF9T18-70Y8 
図3.3.26 静水圧応力（溶接線方向中央断面） 
 
 
   
 （a）FGF9T22-70Y55 （b）FGF9T22-70Y8 
 
   
 （c）FGF9T20-70Y55 （d）FGF9T20-70Y8 
 
図3.3.27 溶接線方向の静水圧応力（中央断面～表面）  
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 （e）FGF9T18-70Y55 （f）FGF9T18-70Y8 
 
図3.3.27 溶接線方向の静水圧応力（中央断面～表面） 
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(c) 終局強度に影響を与える因子 
図 3.3.28 および図 3.3.29に qmax/cqu‐wsu/psu関係および qmax/cqu‐S/t 関係を示す．なお，qmaxは
3.3.3項(b)に示す解析結果である．母材板厚 tが小さくなるにつれ，終局強度上昇率 qmax/cquが低下
していることがわかる．FGF9T22-70Y55と FGF9T20-70Y55を比較した場合では，tが変化してい
るにもかかわらず qmax/cquが同じ値を示しており，qmax/cquが tそのものではなく母材の塑性化の程
度に依存していると考えられる．また，溶接材料強度の低い Y55 シリーズの方が Y8 シリーズと
比較して qmax/cqu が高い値を示しており，3.2.4 項に示す実験結果と同様，qmax/cqu が材料強度比
wsu/psuの影響を受けていることがわかるとともに，Y55シリーズと Y8シリーズの差は tが小さく
なるほど大きくなっている．以上から qmax/cquは母材の塑性化の程度と wsu /psuという複数の因子
により複合的な影響を受けていると考えられる． 
図 3.3.30および図 3.3.31にt‐wsu /psu関係およびt‐S/t関係を示す．なお，t は溶接ルート部を
除いた破断線方向の平均応力三軸度を示す．応力三軸度と溶接材料強度との関係については 3.3.2
項(b)および 3.3.3項(b)で述べたが，qmaxに影響を与える因子とt に影響を与える因子が一致してい
るといえる．また，図 3.3.28と図 3.3.30および図 3.3.29と図 3.3.31を比較してみても，同様の傾
向を示している．ここで，図 3.3.32に qmax/cqu‐t 関係を示す．t が大きくなるにつれて qmax/cquは
上昇しており，qmax/cquとt には強い相関関係があると考えられる． 
 
 
   
図3.3.28 qmax/cqu‐wsu/psu関係 図3.3.29 qmax/cqu‐S/t関係 
 
   
図3.3.30 t‐wsu/psu関係 図3.3.31 t‐S/t関係 
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図3.3.32 qmax/cqu‐t 関係 
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(d) 極限解析による応力三軸度を考慮した終局強度評価式の算出 
塑性変形が破断線に集中して生じる場合，破断線近傍の弾性領域によって破断線方向（t軸方向）
の垂直歪が拘束されることで，t 軸方向の垂直応力stが生じることが指摘されており 3.2），破断線
近傍の領域では三軸応力状態となる．また，実験および解析結果より材料強度比および母材の塑
性化の程度が破断線近傍の応力三軸度に影響を及ぼすことを確認した．しかし，2.2節にて想定し
た破壊機構の不連続変位速度場は，破断面内のせん断歪速度場と破断線直交方向（n 軸方向）の
垂直歪速度場のみとし，st = 0と仮定して t軸方向の垂直歪を拘束していない．また，2.2.1項に示
したように，溶接線方向の垂直歪を 0 とする平面歪状態を仮定しているため，n 軸方向の垂直歪
が生じるためには，t軸方向の垂直歪を許容することが必要である．そこで，stを考慮した終局強
度評価式を導くとともに，st を含む各応力成分と終局強度の関係について検討を行い，強度上昇
率 cqu’/cquを算出する． 
 
(i） stを考慮した終局強度式 
2.6) 式において，stは 0と仮定されているが，ここでは任意の比例係数kを用いて下式のように
定義する． 
 ut sks ×=  3.2) 
これにより，2.6) 式の終局条件式は，下式により表される． 
 0)43(1263 2222 =-++-= untunn sktskssf  3.3) 
3.3) 式に連合流れ則を適用すると，以下の関係が得られる． 
 ( )un
n
n kssls
fle -×=
¶
¶
= 6&  3.4a) 
 tn
tn
nt tlt
flg ×=
¶
¶
= 24&  3.4b) 
3.3)，3.4a)，3.4b) 式より求められる正の比例定数lは， 2.8)式で与えられているものと同様であ
る． 
2.2.2項で仮定した破壊機構を用い，図 3.3.33に示す不連続変位速度場および応力場を仮定する． 
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図3.3.33 不連続変位速度場および応力場 
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ここで，エネルギー散逸率 dWiは，2.8)，2.9)，3.4a)，3.4b)より下式で与えられる． 
 ÷
ø
öç
è
æ ++= ntnn
u
idW ekge
s
&&& 34
3
22  3.5) 
2.2.2項と同様に，図 3.3.33および 3.5)式より，エネルギー散逸率 dWiは下式で与えられる． 
 udW ui ×÷ø
öç
è
æ ++=
3
cos31cos3 2
s
qkq  3.6) 
さらに，外部仕事と内部仕事が等値とすることにより，st を考慮した隅肉溶接継目の終局強度
式 3.7)式を得る． 
 ÷
ø
öç
è
æ ++×= qkq
s
cos31cos3
3
' 2cr
u
uc lq  3.7) 
ここで破断線長さ lcrは，2.14)式と同様に与えられる． 
 
(ii) 溶接継目の破断線方向に関する検討 
3.7)式について上界定理に基づき，実際の溶接継目の破断線の方向について検討を行う． 
0' =¶¶ quq のとき，a，q およびk の関係式は， 
 0tan3124tantan 2 =+--× qkaq  3.8) 
なお， 3.8)式においてk = 0のとき，溶接継目の破断線方向は 2.16)および 2.18)式と一致する． 
ここで，図3.3.34に3.8)式に基づき破断角度と溶接金属形状a およびb の関係を示す．k =0のとき
破断角度qとb が一致する領域は，斜線の領域内となる．また，k の値が変化させることで破断線
方向の境界となる 3.8)式はグラフの上方へ上がり，破断角度qとb が一致する領域が増加すること
がわかる．今回対象としている異形隅肉溶接の場合，a=b=60°であり，k に関わらず破断線方向は
bと一致すると考えられる． 
 
 
図3.3.34 3.8)式と溶接金属形状の関係 
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(iii) 各応力成分と応力三軸度 
図 3.3.33より，不連続変位速度の比率は下式で与えられる． 
 q
e
g
tan=
n
nt
&
&
 3.9) 
3.4a)，3.4b)および 3.8)式より，破断面に生じるせん断応力tntは下式で与えられる． 
 ( )unnt kss
qt -×=
4
tan
 3.10) 
3.10)式を 3.3)式に代入すると， 
 uun kss
q
s +×
+
=
2tan312
4  3.11) 
また，swは 2.5a）式のように表されるので， 
 uuw kss
q
s +×
+
=
2tan312
2  3.12) 
以上より，隅肉溶接の破断線近傍の各応力成分はk を用いれば破断角度q およびsuで表現するこ
とができる．また，応力三軸度は下式で与えられる． 
 
eq
h
s
s
t
-
=  3.13) 
ここで，shおよびseqは静水圧応力（平均垂直応力）およびMises相当応力を表し，下式で定義
される． 
 ( )wtnh ssss ++-= 3
1
 3.14) 
 ( ) ( ) ( ) untnwwttneq stsssssss =+-+-+-×= 6
2
1 222  3.15) 
 
3.13)， 3.14)および 3.15)式より，応力三軸度t は下式で表される． 
 k
qs
s
t +
+
=
-
=
2tan312
2
eq
h  3.16) 
なお，k = 0とすれば，stを考慮しない場合の各応力成分および応力三軸度と破断角度の関係が
得られる．また，破断角度q =60°でst =0と仮定した場合，応力三軸度t =0.44となる． 
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(ⅳ) 応力三軸度を用いた終局強度評価式および終局強度上昇率 
3.16)式と 3.7)式より，stを考慮した隅肉溶接継目の終局強度は下式で表され，破断角度q およ
び応力三軸度t で表すことができる． 
 ÷
÷
ø
ö
ç
ç
è
æ
+
+
-+×= qt
q
qq
s
cos3
tan4
cos21cos3
3
'
2
2
cr
u
uc lq  3.17) 
2.15)式および 3.17)式より，stを考慮した場合の終局強度上昇率 cqu’/cquは，下式で与えられる． 
 ( )q
qt
2tan43
2tan431
' 2
+
-+
+=
uc
uc
q
q
 3.18) 
なお，q=60°のとき 3.18)式は 
 
37
2731
' -
+=
t
uc
uc
q
q
 3.19) 
 
よって，応力三軸度tを評価することで，stを考慮した場合の異形隅肉溶接継目の終局強度およ
び強度上昇率 cqu’/cquを得ることができる． 
 
ここで，図 3.3.35に FEA結果の qmax/cqu‐t 関係を 3.19)式と共に再度示す．図 3.3.35より強度上
昇率 cqu’/cqu は，応力三軸度tと正の相関関係を示し，FEA結果は 3.19)式の理論解とよい対応を示
している． 
 
 
図3.3.35 qmax/cqu‐t 関係 
 
 
以上より，強度上昇率 cqu’/cquは応力三軸度t により評価することが可能であると考えられる．
また，応力三軸度t を評価する上で重要な因子である材料強度比 wsu/psuが応力三軸度tと相関関係
にあることを示した． 
  
0.8
0.9
1.0
1.1
1.2
1.3
1.4
0.4 0.6 0.8 1.0
qmax/cqu
t
Y55
Y8
（4.2.18）式3.19)式 
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3.4 まとめ 
高強度鋼材の抱える溶接施工性向上と構造上の課題に対する解決策のひとつとして期待される
隅肉溶接の可能性について，第 2 章で検討した強度評価式の高強度鋼材への適用性を H-SA700B
鋼材を母材に用い，第 2章と同様の検討を実施した．これらにより得られた結論を以下に示す． 
 
1) 母材が高強度の H-SA700Bに対し，溶接材料が YGW18と G78A4UMN5C1M3Tの低強度溶接
材料を用いるアンダーマッチの溶接施工の場合，溶接条件を緩和でき，溶接施工時間の短縮
が可能となる． 
 
2) 溶接金属の引張強さは，隅肉サイズと負の相関があるが，JISに規定される規格下限値を大き
く上回っており，溶接継目の耐力を算定する際は溶接材料の規格下限値を用いれば，安全側
に設計することができる． 
 
3) 溶接金属内の硬さ分布は概ね一様であり，隅肉サイズによる硬さの違いは見られず，溶接金
属から熱影響部にかけては 1.13～1.55 倍程度の急激な硬度上昇が見られ，熱影響部から母材
にかけては連続的に変化し母材硬度まで低下する． 
 
4) 溶接材料強度に関わらず，いずれの試験体も溶接ルート部と止端を結ぶ方向に延性的に破断
が生じており，極限解析結果と概ね一致した． 
 
5) 破断線は，いずれの試験体も溶接金属内に生じており，強度評価には溶接金属の引張強さを
用いることが妥当であると判断できる． 
 
6) 第 2章で導出した強度評価式 2.20)式による強度評価は，オーバーマッチの場合，誤差 10％程
度で概ねよく対応しているが，アンダーマッチの場合は過小評価する． 
 
7) 材料強度比 wsu/psu≦1.16のアンダーマッチの場合には，塑性拘束効果と考えられる強度上昇
機構が存在することを確認し，塑性拘束係数 kmの実験回帰式 3.1)を示した．また，母材の巨
視的塑性化が生じる場合でも，母材が巨視的弾性挙動範囲で溶接継目が破断した試験体と同
等の強度上昇を確認した． 
 
8) 有限要素解析により応力三軸度と材料強度比および強度上昇率と応力三軸度に相関関係があ
ることを示した．さらに，第 2章で導出した終局強度評価式を修正し，破断線方向の垂直応
力stを考慮することで塑性拘束による強度上昇率と応力三軸度の関係式 3.18)を導出した． 
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第4章 H形断面柱梁接合部の梁挙動に与える接合部パネルの塑性化の影響 
 
4.1 はじめに 
本章では，H 形鋼柱を用いた場合の接合部パネルの塑性化を許容した設計法を確立するため，
接合部パネルの塑性化が梁の必要性能と保有性能の両面に与える影響について検討する． 
接合部パネルの塑性化が梁の挙動に与える影響を把握するため，既往の部分架構実験 4.1)を対象
とした有限要素解析を実施し，梁部材の応力伝達機構および梁端部の梁フランジの歪挙動の把握
を行う． 
 
4.2 既往実験概要 
接合部パネルの塑性化が梁の挙動に及ぼす影響を検討するにあたり，既往の実験を基に有限要
素解析（以下，FEA）を実施する．本節では，その解析対象とする既往の実験結果について述べ
る． 
 
4.2.1 実験概要 
(a)試験体 
図 4.2.1に試験体形状および載荷装置図，表 4.2.1に試験体一覧を示す．今回 FEAの対象とした
のは，側柱形式(HE)で図 4.2.2に示す複合円型スカラップ工法の現場溶接形式（Fタイプ）を想定
した試験体シリーズで，ダブラープレート補強量を変化させることによりパネルと梁の全塑性耐
力の比（以下，パネル耐力比 Rpp（（c）部材耐力の計算参照））を 0.59～1.26に変化させた 3体で
ある．なお，F タイプの梁フランジは，上下とも内開先である．柱および梁の断面寸法はそれぞ
れ H-300×300×10×16および H-400×200×8×13で鋼種は SM490Aである． 
  
h=3000
15
00
10
88
l/2
=3
50
0
Column
Beam
P (-)P (+)
図4.2.1 試験体形状および載荷物装置図 
16 13
15 35°
7
10R
35R
FB-9x25
図4.2.2 溶接部詳細 
- 108 - 
 
 
 
 
 
 
(b)材料の機械的性質 
表 4.2.2および図 4.2.3に鋼材の機械的性質および梁鋼材のシャルピー衝撃試験結果を示す．梁
フランジのシャルピー吸収エネルギーは 0℃で 33Jと小さい値となっている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
0
50
100
150
-50 -30 -10 10 30 50
vE 
(J)
Temp (℃)
図4.2.3 シャルピー吸収エネルギー
HE06F - 0.59
HE10F PL-6 0.96
HE13F PL-12 1.26
H-400x200x8x13
(SM490A)
H-300x300x10x15
(SM490A)
Specimens Beam Column Doubler plate R pp
表4.2.1 試験体一覧 
t sy su YR eu EL
(mm) (N/mm2) (N/mm2) - - -
flange 13.0 366 554 0.66 0.22 0.39
web 7.91 417 572 0.73 0.21 0.34
flange 14.7 381 566 0.67 0.21 0.43
web 10.0 398 571 0.70 0.21 0.35
PL-6 5.88 416 571 0.73 0.21 0.30
PL-12 12.3 377 537 0.70 0.21 0.43
459 578 0.79 0.24 0.34
Material Properties
Weld
Beam
H-400×200×8×10
H-300×300×10×15
Column
Doubler
Plate
表4.2.2 鋼材の機械的性質 
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(c)部材耐力の計算 
試験体の各部材の全塑性耐力の計算値は，図 4.2.4 および以下の 4.1)～4.6)式に基づいて算定す
る．表 4.2.3には，下式により算定した各部材の全塑性耐力一覧を示す． 
梁の全塑性モーメント bMpは，梁ウェブの塑性断面係数 bwZp および梁フランジの塑性断面係数
bfZpとそれぞれの部位の降伏応力 bwsyおよび bfsyを用いて 4.1)式により算定する． 
 pbfybfpbwybwpb ZZM ×+×= ss  4.1) 
接合部パネルに生じるせん断力は，図 4.2.4より 4.2)式で表される． 
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 4.2) 
また，接合部パネルの梁端における全塑性モーメント bMpp は，4.3)式で表される． 
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 4.3) 
ここで，接合部パネルの全塑性モーメント pMpは，接合部パネルのせん断耐力 Qpおよび梁フラ
ンジ中心間距離 dbを用いて 4.4)式により算定される． 
 bppp dQM ×=  4.4) 
なお，接合部パネルのせん断耐力 Qpは，柱フランジ中心間距離 dc，柱ウェブとダブラープレー
トそれぞれの板厚 cwt，dptおよび降伏応力 cwsy，dpsyを用いて 4.5)式により算定する． 
 
3
ydpdpycwcw
cp
tt
dQ
ss ×+×
=  4.5) 
接合部パネルの全塑性モーメントと梁の全塑性モーメントの比を示すパネル梁耐力比 Rpp は，
4.6)式で定義する． 
 
pb
ppb
pp M
M
R =  4.6) 
 
 
 
  
図4.2.4 接合部パネル廻りの釣合条件 
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(a) 曲げモーメント図 (b) 力の釣合い (c) 接合部パネルのせん断力 
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(d)変形角の定義 
図 4.2.5に各部材変形角の定義を示す． bq・cq・g は，梁・柱・接合部パネルそれぞれの部材変
形角を示す． qb・qc・qpは，梁・柱・接合部パネルの全体変形角qtの各部材角成分を示す．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(e)載荷方法 
載荷は，図 4.2.6に示す正負漸増交番繰返し形式で，全体変形角q tを 0.02rad，0.04radで各 2サ
イクル載荷した後，0.06radのサイクルで梁端溶接部に破断が生じるか，もしくは最大荷重に至っ
た後，その 10%に相当する荷重低下が生じるまで繰返すことを原則としている． 
 
 
  
b M p p M p b M pp
(kNm) (kNm) (kNm)
HE06F 495 253 293 0.59
HE10F 495 412 476 0.96
HE13F 495 541 625 1.26
Specimens R pp
図4.2.6 載荷プログラム 
表4.2.3 全塑性耐力一覧 
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(a) 梁変形角成分 (b) パネル変形角成分 (c) 柱変形角成分 
 cpbt qqqq ++=全体変形角 
図4.2.5 各部材の変形角成分 
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4.2.2 実験結果 
表 4.2.4に破壊時期および梁部材の累積塑性変形角(Sqbpi )を示し，図 4.2.8に破壊状況を示す．
なお，図 4.2.7 には，累積塑性変形量の定義を示している．Rppに依らずいずれの供試体もスカラ
ップ底にわずかな延性亀裂の進展が生じた後，その亀裂を起点に脆性破壊により実験を終了して
いる． 
 
  
(j) HE11S
= +
M
-qpi
qpi
+
pi
+Sq Sqpi
-
Sqpi
q
Sqpi qph = /
(b) 破面スケッチ (a) 破断状況 (HE13F) 
図4.2.8 破壊状況 
Failure Sq bpi h b Temp
Mode (rad) (℃)
HE06F 0.06 (+4) JP+SB 0.11 9.1 9
HE10F 0.06 (+1) SB 0.10 8.2 4
HE13F 0.04 (+2) SB 0.10 8.5 8
JP：接合部パネルのせん断降伏
SB：スカラップ底を起点とした脆性破壊
　Cycle (qt)Specimens
表4.2.4 実験結果一覧 
図4.2.7 累積塑性変形量の定義 
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図 4.2.9，図 4.2.10，図 4.2.11および図 4.2.12に荷重変形関係を示す．縦軸Mは，梁端モーメン
トを示し，横軸の変形は，それぞれ全体変形角q t，梁部材変形角q b，パネル変形角q pおよび柱変
形角q cを示す．図中の実線と破線は，それぞれ梁と接合部パネルの全塑性耐力計算値の梁端モー
メント換算値である．（全塑性耐力の計算値は，表 4.2.3参照） 
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図4.2.9 Mb - qt関係 
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図4.2.10 Mb - qb関係 
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図4.2.11 Mb - qp関係 
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図4.2.12 Mb - qc関係 
(a) HE06F (b) HE10F (c) HE13F 
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4.3 有限要素解析 
前節の既往実験を対象に FEAを実施し，接合部パネルの塑性化が梁の挙動に及ぼす影響を検討
する． 
 
4.3.1 解析概要 
(a) 解析モデル 
表 4.3.1および図 4.3.1に解析モデル一覧および解析モデル図を示す．柱および梁の断面寸法は
それぞれ H-300×300×10×16および H-400×200×8×13である．解析は，実験の試験体全体を対象と
するグローバルモデル解析と引張側梁フランジ溶接部近傍を対象としたサブモデル解析を実施す
る．グローバルモデルは，XY 平面に対称な 1/2モデルとし，接合部近傍を 4節点のシェル要素，
その他の領域は線材梁要素を用いる．サブモデルは，引張側の梁フランジ溶接部を 8 節点のソリ
ッド要素で部分的にモデル化している．なお，どちらのモデルも梁端溶接部については複合円型
スカラップの形状を考慮している． 
解析モデルは，パネル板厚 twを表 4.3.1に示すように変化させることでパネル耐力比を変化させ
ている．なお，FEAでは Rpp=0.84のモデルを追加した 4ケースとする． 
 
 
  
図4.3.1 解析モデル図 
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(b) 解析仮定 
解析は，汎用有限要素数値解析プログラム ABAQUSにより，6節点および 8節点のソリッド要
素を用い，幾何学的非線形性を考慮して実施する．解析は以下の仮定に基づいて行う． 
 (1) 一方向単調載荷とし，亀裂発生は考慮しない． 
 (2) 塑性域における構成方程式は von Misesの降伏条件，連合流れ則および等方硬化則に従
うものとする． 
 
(c) 材料特性 
材料特性は，既往実験の材料試験結果に基づく応力－歪関係を多直線近似したものを用い，入
力時には真応力－対数歪関係に変換している．解析に用いた材料の応力-歪関係を図 4.3.2に示す． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
FHE06F 10 0.59
FHE08F 14 0.84
FHE10F 16 0.96
FHE13F 22 1.26
Beam Column t w R pp
H-400x200x8x13
(SM490A)
H-300x300x10x15
(SM490A)
Model
表4.3.1 解析モデル一覧 
図4.3.2 材料特性のモデル化 
(a) 素材試験結果 (b) 多直線近似 
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4.3.2 解析結果 
(a) 荷重-変形関係 
図 4.3.3に Rpp = 0.59, 0.96, 1.26の 3ケースについて実験および FEAの荷重‐変形関係を示す．
同図(a)～(c)の荷重はいずれも梁端モーメント(Mb)を用いており，同図(a)では変形として全体変形
角( q t )を，同図(b)および(c)では，変形をそれぞれ接合部パネルのせん断変形角( q p )および梁部材
変形角( q b )としている．各挙動ともに実験結果を実線で，解析結果を破線で示し，接合部パネル
および梁の全塑性耐力の計算値を水平線で，実験上で定義した全塑性耐力を〇印で示している．
ここで，実験上の全塑性耐力は，全体挙動および梁挙動については 1/6 剛性法を用い，接合部パ
ネル挙動については 0.35%offset 法で定義した．図 4.3.3(a)～(c)の各グラフより，いずれの挙動に
ついても解析結果は実験結果を良好に再現していることが分かる．図 4.3.3(a)の全体挙動において，
Rppの大きさにより挙動に差が見られるのは，同図(b)の接合部パネル挙動に見られるように，接合
部パネルの塑性化の影響が主要因であるが，同図(c)の梁挙動にも Rpp の影響による耐力の低下が
確認される． 
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(b) 梁の曲げ挙動 
図 4.3.4，図 4.3.5および図 4.3.6のそれぞれに FEA結果のMb - q b関係，Mf - q b関係およびMw - q b
関係を示す．ここで，Mfおよび Mwは梁端部断面における梁フランジおよび梁ウェブの負担曲げ
モーメントを表す．Mfは梁フランジ要素の垂直応力の数値積分により求め，Mw は釣合条件を用
い，Mb とMf  から求めた．図 4.3.5のMf では，剛性低下する荷重に Rppの影響は認められない
が，その後の耐力上昇は，Rppが小さい方が大きく，梁端部フランジに応力集中が生じている．一
方，図 4.3.6では Rppの低下に伴い，Mwは低下しており，図 4.3.5における Rppの低下に伴う梁部
材耐力の低下は，Mwの低下により生じていることが分かる．図 4.3.7に梁の解析上の全塑性耐力
時(1/6剛性耐力)の梁端位置における梁ウェブの垂直応力の梁せい方向分布を示す．同図より，Rpp
が低下するとともに，梁ウェブ図心近傍の垂直応力が減少している．これは，接合部パネルの降
伏後，接合部パネルと連続する梁端部ウェブで平面保持が成立しなくなるためである． 
図 4.3.8 にスカラップ底位置の梁フランジの平均垂直歪 eg - q b 関係を示す．ここで，平均垂直
歪はシェル要素の板厚中央の積分点における垂直歪をフランジ幅方向に数値積分した後，フラン
ジ幅で除したもので，スカラップ底位置の梁フランジ断面全体の平均垂直歪に相当する．同図よ
り，Rppが低下するに従い，歪集中が生じていることが確認できる．接合部パネルの塑性化が梁端
部の歪集中に与える要因として，図 4.3.6の梁端部での梁ウェブ負担モーメントの低下と，キンキ
ング現象の二つが存在する．図 4.3.8 で用いた歪は板の曲げ歪を除去した平均垂直歪であるため，
Rppの低下によるこの歪集中は主に梁ウェブ負担曲げモーメントの低下によるものである． 
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(c) 接合部パネルの塑性化の影響 
図 4.3.9および図 4.3.10に FHE08FについてMw‐f 関係およびMf - f 関係を示す．ここで， f 
は梁の曲率を表す．両図ともに図 4.3.11に示す梁端から材軸方向の距離 xを，梁端から梁ウェブ
せい dwの 0.9倍に相当する位置（x=340mm）までとした各 x位置の断面挙動を重ねて示したもの
である．f は各 x位置の梁フランジの平均垂直歪に基づき評価しており，Mf および Mw も同様に
各 x位置の要素応力により評価している．図 4.3.10の梁フランジの負担モーメント‐曲率関係で
は，いずれの断面も顕著な剛性低下が生じる耐力は，梁フランジの全塑性モーメント計算値 Mfp
と一致しており，梁端部の断面位置(x=16)を除き，x=33～340mmの範囲で断面挙動は一致してい
る．なお，x=16mmの梁端部については他の断面位置に比べ歪硬化が大きいが，これは柱フラン
ジに接合されていることによる梁フランジの幅方向変形の拘束に起因している．図 4.3.9の梁ウェ
ブの挙動については，各 x位置により挙動が大きく異なっており，梁せいの 1/2に相当する x=190 
mm以遠では，概ね同様の挙動を示しており，梁ウェブ全断面の全塑性モーメント計算値Mwp近
傍で剛性が著しく低下している．一方，梁ウェブせいの 1/2より梁端側の範囲では各 x位置での
断面挙動は大きく異なり，梁端に近づくに従って梁ウェブの負担モーメントは減少している． 
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図 4.3.12 に全モデルに対する梁ウェブの有効耐力 Mwuの材軸方向分布を示す．ここで，Mwuは
各 x位置の Mw‐f 関係において，平面保持に従う矩形断面で十分に応力再配分が期待されるf = 5 
fy 時の Mwと定義している．ここで，fy は梁の最外縁が降伏歪に達する時の降伏曲率を表す．Rpp
が小さい程，梁端位置でのMwuは小さいが，x≧dw/2の位置では，Rpp に関わらずMwpに達してい
る． 
強パネルの FHE13F の梁端近傍で見られる Mwuの低下は，スカラップ断面欠損の影響で，その
他の Rpp≦1.0 のモデルではスカラップ断面欠損と接合部パネルの塑性化の両方の影響が生じてお
り，FHE13Fとの差が接合部パネルの影響を表している．図 4.3.13にMwuo/Mwp - Rpp 関係を示す．
ここで，Mwuoは梁端部の梁ウェブ有効耐力を表し，ここでは，スカラップ底断面位置での Mwuで
評価した．同図中の破線で示すModelは，4.7)式による Mwuoの予測値である． 
joso
wp
wuo rrM
M --=1  4.7) 
ここで，4.7)式中の rsoおよび rjoはそれぞれ，図 4.3.13中に示すようにスカラップの断面欠損お
よび接合部パネルの塑性化の影響による耐力低下率を表し，4.8)および 4.9)式により与えられる． 
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なお，4.8)式中の hsはスカラップによる欠損高さ (35mm) で，rsoはスカラップ断面欠損による
計算上の塑性断面係数の低下により評価している．また， 4.9)式は，FEA結果の線形回帰式によ
り求めており，Rpp≧1.15の範囲では，rjo=0となり，接合部パネルの塑性化の影響が生じないこと
を意味している． 
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4.4 梁線材解析 
前節の FEA結果を踏まえ，スカラップ断面欠損と接合部パネルの塑性化の影響による梁ウェブ
の有効耐力の低下を力学的に考慮した線材梁要素モデルを構築し，単調載荷と繰返し載荷の 2 種
類を実施し，FEA結果と実験結果と比較することで，FEA結果で得た力学特性の妥当性を検証す
る． 
 
4.4.1 解析概要 
(a) 解析仮定 
本解析では，梁部材のみを解析しており，単調載荷については参考までにqb =0.09radまで実施
し，繰返し載荷については表 4.4.1に示す実験で得たqb履歴を与えた． 
解析は，OpenSees4.2)（以下，OSS）により実施し，解析モデルには，OSS に実装されている応
力型梁要素 4.3)（Force-Based Beam-Column Element，(以下，FBE)を用いる．FBEでは，要素内挿関
数を一般的な変位関数では無く応力関数とし，仮想力の原理により，要素柔性行列を導出した後，
その逆行列により要素剛性行列を得る．FBE は部材が塑性挙動を示す場合でも，要素材軸方向に
積分点を配置することで，部材を複数要素に分割すること無く弾塑性挙動を追跡することが可能
な要素モデルで，変断面材にも有効である．本解析では断面の弾塑性挙動は，断面をファイバに
離散化し，平面保持を仮定し評価する．  
 
(b) 材料モデル 
各断面内のファイバの応力-歪関係は，単調挙動については，1.5%の歪硬化係数を有する bi-liner
型硬化モデルとし，繰返し挙動については，バウシンガ効果を考慮したMenegotto-Pintoモデル 4.4)
を用いた．梁のフランジおよびウェブの降伏点はそれぞれ表 4.2.2に示す素材試験結果の値を用い
た．なお，梁端部のフランジ断面については，4.3.2項(c)で述べた梁フランジの幅方向変形が柱フ
ランジに塑性拘束される効果があるため，単調挙動時の歪硬化係数を一般部の 1.5倍の 2.3%とし
た． 
 
  
0.02rad 0.04rad 0.06rad 0.02rad 0.04rad 0.06rad
+1回目 0.0082 0.0127 0.0168 +1回目 0.0129 0.0221 0.0160
-1回目 -0.0085 -0.0133 -0.0174 -1回目 -0.0120 -0.0234 -
+2回目 0.0083 0.0129 0.0172 +2回目 0.0127 0.0233 -
-2回目 -0.0088 -0.0133 -0.0174 -2回目 -0.0119 -0.0233 -
+3回目 - - 0.0170 +3回目 - - -
-3回目 - - -0.0175 -3回目 - - -
+4回目 - - 0.0154 +4回目 - - -
q t
q b履歴q b履歴
q tHE06F HE10F
0.02rad 0.04rad 0.06rad
+1回目 0.0148 0.0292 -
-1回目 -0.0146 -0.0291 -
+2回目 0.0149 0.0281 -
-2回目 -0.0145 - -
+3回目 - - -
-3回目 - - -
+4回目 - - -
HE13F q t
q b履歴
表4.4.1 実験のqb履歴 
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4.4.2 梁ウェブ無効領域のモデル化 
梁ウェブ負担モーメントの低下が生じる梁端から dw/2の領域については，梁材軸方向に積分点
を 8点設け，それぞれの積分点で断面に図 4.4.1に示すようなスカラップ断面欠損と接合部パネル
の塑性化の影響による 2種類の梁ウェブ無効領域を設ける．なお収束性の観点から図 4.4.1に示す
ように，梁両端の 2接点(N1, N3)の他に，梁端から dw/2の位置に中間接点(N2)を設け，梁部材を 2
要素(E1,E2)でモデル化している．なお，各断面の無効領域は，当該位置のファイバの欠落により
表現した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
（a）スカラップ断面欠損によるウェブ無効領域 
スカラップ断面欠損の影響のモデル化は，Rpp≧1.15で，接合部パネルの塑性化の影響が認めら
れない FHE13F（Rpp=1.27）のMwuの材軸方向分布(図 4.3.12)を基に図 4.4.2に示すように仮定した．
図 18 に仮定した無効領域を有する変断面ウェブの全塑性耐力の材軸分布を FEA の結果と比較し
て示す．図 4.4.3(a)のスカラップ断面欠損のみが生じる FHE13Fの結果より，今回仮定したスラカ
ップによる無効領域のモデル化により，FEAより得た梁ウェブの有効耐力分布を良好に近似して
いることが分かる． 
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（b）接合部パネルの塑性化によるウェブ無効領域 
4.3.2 項(b)において図 4.3.7 について述べたように，接合部パネルの塑性化による梁ウェブの負
担モーメントの低下は，ウェブ図心近傍の垂直応力の低下に起因するものである．そこで，図 4.3.12
の Mwuの材軸方向分布を基に，図心近傍に 4.10)式で与えられる djxの高さの無効領域を材軸方向
に導入する． 
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4.10)式は，x≦2hs の範囲で接合部パネルの塑性化に伴う梁ウェブの耐力低下率が 4.9)式で与え
られる rjoで一定で，x = dw / 2で接合部パネルの塑性化の影響は無くなるものとし，2hs≦x≦dw/2
の範囲では耐力低下が線形的に減少するとしたものである．Rpp<1.15 の場合は，この接合部パネ
ルの塑性化の影響とスカラップの断面欠損による無効領域の両方を考慮する．図 4.4.3(b)～(d)より，
Rpp≧0.56の範囲において，FEA結果から得た力学特性を解析モデルに考慮することにより，梁ウ
ェブの有効耐力分布を良好に評価していることが分かる． 
なお，図 4.4.3(d)の FHE06F の場合には，梁端近傍で梁ウェブの有効耐力が負となっているが，
図 4.3.7 の FEA の結果においても梁ウェブに曲げモーメントの向きとは逆向きの垂直応力が発生
し，これにより負担曲げモーメントが負となる．本モデルでは負の応力負担を直接表現すること
が出来ないため，負の曲げモーメントが生じる領域においては，梁フランジ断面にその曲げモー
メントの大きさに相当する断面欠損により考慮する． 
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4.4.3 解析結果 
図 4.4.4 および図 4.4.5 に前項で導入した力学モデルによる単調載荷解析の Mb‐qb 関係および
eos‐qb 関係を 4.3 節の FEA の結果と併せて示し，図 4.4.6 に同モデルによる繰返し載荷解析の
Mb-qb関係を実験結果と併せて示している．ここで図 4.4.5のeos は，スカラップ底断面位置の梁フ
ランジの垂直歪を表し，FEAの同位置の平均垂直歪 egと比較している．図 4.4.5の eos -qb 関係で
は，提案モデルの結果がFEAの結果をRppが減少するに従い14～36%過大評価する傾向を示した．
一方，Mb-qb関係については，図 4.4.4および図 4.4.6に示すように FEA結果より得られた力学特
性を考慮したモデルにより，FEAおよび実験を良好に再現していることが分かる． 
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4.4.4 変形能力評価 
(a)局部歪 
4.3節のシェル要素によるグローバル解析結果を用いて，図 4.3.1中に示す梁フランジ溶接部近
傍の詳細ソリッド要素モデルに対してサブモデル解析を実施した．図 4.4.7にサブモデル解析で得
たスカラップ底(SC)の局部垂直歪(esc)と梁フランジ外面の溶接止端部(EC)の局部垂直歪(eec)を示
す．スカラップ底の escとグローバル解析のスカラップ底断面の平均垂直歪(eg)の比で定義される
歪集中率 Ksを各モデルで評価したところ，Ksの値は 3.55～3.78となり Rppによる明瞭な傾向は認
められず，その平均値 Ksaは 3.66であった．図 4.4.7中にグローバル解析および提案した線材モデ
ルのスカラップ底断面の平均垂直歪(eg, eos)に Ksaを乗じることで予測したスカラップ底の局部垂
直歪も示している．同図より，スカラップ底の escは，グローバル解析のegに Ksaを乗じることで，
良好に評価できており，接合部パネルの塑性化により生じるキンキング現象の影響はスカラップ
底位置では少ないことが分かる．なお，提案した線材モデルのeosはegを Rppが小さいほど過大評
価するため，eosに Ksaを乗じることで予測した局部垂直歪は escを Rppが小さいほど過大評価して
いる． 
梁フランジ外面の溶接止端部の eecは Rppの影響がスカラップ底の escよりも大きく，接合部パネ
ルの塑性化によるキンキング現象の影響による歪集中が大きい．しかし，本検討の Rppの範囲で
は，溶接止端部の eecがスカラップ底の escを上回ることは無く，また HE06Fの実験結果において
も，スカラップ底の延性亀裂を起点とする脆性破壊が生じており，キンキング現象が梁の破壊お
よび変形能力に与える影響は少ないと考えられる． 
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(b)累積損傷度(DI)評価 
4.4.節で提案モデルした線材モデルによる繰返し解析で得た歪履歴にマンソン‐コフィンの疲
労関係式とマイナー則を適用した 4.11)式による梁の累積損傷度評価を試みる． 
Kn
i
f
iaDI å
=
=
1
,
e
e  4.11) 
ここで，DIは，n番目の繰返しサイクル（極大値から極大値の歪履歴を 1サイクルと数える)
での累積損傷度を表し，DI=1.0で破壊に至るとするものである．また，e a,iは，i番目の繰返しサ
イクルの歪振幅(範囲)を表し，e fおよび Kは材料常数である．本論では文献 4.5）を参考にe fおよ
び Kを，それぞれ 0.191および 2.20とした．なお，歪振幅e aの評価は，提案した線材モデルによ
るスカラップ底断面の平均垂直歪eosに Ksa(=3.66)を乗じて求めたスカラップ底の局部垂直歪の予
測値の全歪(弾性歪成分を含む)にレインフロー法を適用して行った． 
図 4.4.8に提案モデルを用いた線材解析により予測した HE06Fのスカラップ底の局部垂直歪履
歴を示し，図 4.4.9に DIの推移を示す．横軸は解析上の step数で，200step毎に半サイクル分の実
験のqb履歴を与えており，最終の stepが実験上の梁の破断時期に対応する． 
実験で梁が破断した時点の DIは，HE13Fおよび HE10Fの場合はそれぞれ 1.02および 1.22で，
実験結果を良好に評価したが， HE06Fの場合は，2.15となり，DIの値は 1.0を大きく上回った．
HE06Fで DI=1.0となる時の梁の累積塑性変形角は 0.062radで，実験結果の 0.56倍と変形能力を
かなり過小評価した．この原因として，HE06Fのeosがegを 36%過大評価していることが考えられ
る．試みに，このeosの過大評価を考慮して Ksa=2.69として HE06Fの DIを再評価したところ，実
験における梁破断時の DIは 1.13で，DI=1.0となる時点の累積塑性変形角は 0.103radとなり，実
験結果を 0.95倍と良好に評価した． 
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4.5 まとめ 
H 形鋼柱を用いた場合の弱パネル架構を想定し，接合部パネルの塑性化を許容した合理的な設
計法を確立する上で必要な接合部パネルの塑性化が梁の必要性能と保有性能の両面に与える影響
を定量的に評価する手法を整備するため，既往の実験を基に有限要素解析を実施し，接合部パネ
ルの塑性化が梁挙動に与える影響について検討することで，梁部材の応力伝達機構および梁端部
の梁フランジの歪挙動を把握し，その再現性について検討した．これらにより得られた結論を以
下に示す． 
 
(1) 接合部パネルの塑性化の影響により，梁端部で梁ウェブの有効耐力が低下し，これにより梁
部材の耐力低下と梁端フランジでの歪集中が生じる． 
 
(2) 梁端部から材軸方向に梁ウェブせいの 1/2 位置で，接合部パネルの塑性化の影響による梁ウ
ェブの有効耐力の低下が見られなくなる． 
 
(3) 接合部パネルの塑性化の影響による梁端の耐力低下率は，パネル耐力比 Rppに応じて 4.9)式に
より評価され，Rpp≧1.15の強パネルの範囲においては，接合部パネルの塑性化の影響は生じ
ない．  
 
(4) 梁端部における梁ウェブの有効耐力の材軸方向分布を梁ウェブの無効領域 4.10)式により力
学的に評価することで，接合部パネルの塑性化が梁部材の荷重-変形挙動を良好に評価する． 
 
(5) スカラップ底の局部垂直歪は，グローバルモデルおよび線材解析による平均垂直歪に歪集中
率を乗じることで概ね良好に評価でき，接合部パネルの塑性化により生じるキンキング現象
の影響は小さい． 
 
(6) 梁フランジ外面の溶接止端部の局部垂直歪は，スカラップ底の局部垂直歪よりパネル耐力比
の影響が大きく，接合部パネルの塑性化により生じるキンキング現象の影響が大きいが，本
検討の 0.59≦Rpp≦1.26の範囲においては，溶接止端部の局部垂直歪がスカラップ底の局部垂
直歪を上回ることは無く，HE06Fの実験結果においてもスカラップ底の延性亀裂を起点とす
る脆性破壊が生じており，キンキング現象が梁の破壊および変形能力に与える影響は少ない． 
 
(7) 接合部パネルの塑性化の影響を梁ウェブの無効領域により梁材のモデルに考慮した解析から
得られる梁端の平均垂直歪に歪集中率を考慮すれば，低サイクル疲労モデルの適用により，
梁の損傷度評価が可能であることを示した． 
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第5章 隅肉溶接を用いたH形断面柱梁接合部の梁挙動に与える接合部パネルの塑性化の影響 
 
5.1 はじめに 
本章では，梁フランジ溶接接合部の溶接部詳細をノンスカラップ工法の隅肉溶接とした場合に
ついて，第 4 章と同様の検討を行い，梁フランジの溶接接合部に隅肉溶接を用いてノンスカラッ
プ工法とした場合の梁挙動に与える接合部パネルの塑性化の影響について検討する．  
 
5.2 有限要素解析 
第 4 章と同様の検討を行うため，梁フランジの溶接接合部の溶接部詳細をノンスカラップ工法
の隅肉溶接に変更した FEAを実施し，第 4章と同様に接合部パネルの塑性化が梁の挙動に及ぼす
影響を検討する．なお，本章では実験に先行して解析を実施しているため，解析に用いる材料特
性等は第 4章と同じものを採用している． 
 
5.2.1 解析概要 
(a) 解析モデル 
表 5.2.1および図 5.2.1に解析モデル一覧および解析モデル図を示す．柱および梁の断面寸法は
それぞれ H-300×300×10×16および H-400×200×8×13である．解析は，実験の供試体全体を対象と
するグローバルモデル解析と引張側梁フランジ溶接部近傍を対象としたサブモデル解析を実施す
る．グローバルモデルは，XY 平面に対称な 1/2モデルとし，接合部近傍を 4節点のシェル要素，
その他の領域は線材梁要素を用いる．サブモデルは，引張側の梁フランジ溶接部を 8 節点のソリ
ッド要素で部分的にモデル化している．なお，どちらのモデルも梁端溶接部についてはノンスカ
ラップ工法としている． 
解析モデルは，パネル板厚 twを表 5.2.1に示すように変化させることで Rppを 4ケースに変化さ
せている． 
 
 
  
FNHE06F 10 0.59
FNHE08F 14 0.84
FNHE10F 16 0.96
FNHE13F 22 1.26
t w R pp
H-400x200x8x13
(SM490A)
H-300x300x10x15
(SM490A)
Model Beam Column
表5.2.1 解析モデル一覧 
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(b) 解析仮定 
解析は，汎用有限要素数値解析プログラム ABAQUSにより，6節点および 8節点のソリッド要
素を用い，幾何学的非線形性を考慮して実施する．解析は以下の仮定に基づいて行う． 
 (1) 一方向単調載荷とし，亀裂発生は考慮しない． 
 (2) 塑性域における構成方程式は von Misesの降伏条件，連合流れ則および等方硬化則に従
うものとする． 
 
(c) 材料特性 
材料特性は，第 4章で用いた既往実験の材料試験結果に基づく応力－歪関係を多直線近似した
ものを用い，入力時には真応力－対数歪関係に変換している．解析に用いた材料の応力-歪関係は，
図 4.3.2を参照とする． 
 
 
 
 
図5.2.1 解析モデル図 
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5.2.2 解析結果 
(a) 荷重-変形関係 
図 5.2.3に Rpp = 0.59, 0.84, 0.96, 1.26の 4ケースについて，FEAの荷重‐変形関係を第 4章の複
合円型スカラップ形式の解析モデルの FEA結果と共に示す．同図(a)～(c)の荷重はいずれも梁端モ
ーメント(Mb)を用いており，同図(a)では変形として全体変形角( q t )を，同図(b)および(c)では，変
形をそれぞれ接合部パネルのせん断変形角( qp  )および梁部材変形角( q b )としている．各挙動とも
に本章の解析結果を実線で，第 4 章の解析結果を破線で示し，接合部パネルおよび梁の全塑性耐
力の計算値を水平線で示している．図 5.2.3(a)～(c)の各グラフより，いずれの挙動についても溶接
部詳細の違いによる影響は小さく，解析結果の挙動は概ね同様であると分かる．また，図 5.2.3(a)
の全体挙動において，Rppの大きさにより挙動に差が見られるが，第 4章の解析結果と同様に同図
(b)で見られる接合部パネルの塑性化の影響が主要因であるが，同図(c)の梁挙動にも Rppの影響が
確認される． 
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(b) 梁の曲げ挙動 
図 5.2.4，図 5.2.5および図 5.2.6のそれぞれに FEA結果のMb - q b関係，Mf - q b関係およびMw - q b
関係を示す．ここで，Mfおよび Mwは第 4章と同様の方法で求めている．図 5.2.5の Mf では，剛
性低下する荷重に Rppの影響は認められないが，その後の耐力上昇は，Rppが小さい方が大きく，
梁フランジに応力集中が生じている．一方，図 5.2.6では Rppの低下に伴い，Mwは低下しており，
図5.2.5におけるRppの低下に伴う梁部材耐力の低下は，Mwの低下により生じていることが分かる．
この傾向は，第 4章の結果と同様の傾向であり，スカラップの有無による影響はないと判断でき
る． 
図 5.2.7に梁端部の梁フランジの平均垂直歪 eg - q b 関係を示す．同図には，第 4章のスカラッ
プ有モデルの結果を破線で示している．なお，スカラップ有の場合は，スカラップ底位置での平
均垂直歪である．同図より，Rppが低下するに従い，歪集中が生じていることが確認できる．また
強パネルの場合，ノンスカラップの梁端部では歪集中が小さいが，弱パネルになるとノンスカラ
ップの梁端部の方が歪の値が大きくなっており，スカラップ底位置よりも Rpp の低下による歪の
変動が大きく，Rppの影響を大きく受けている．接合部パネルの塑性化が梁端部の歪集中に与える
要因として，図 5.2.6の梁端部での梁ウェブ負担モーメントの低下と，キンキング現象の二つが存
在する．図 5.2.7 で用いた歪は板の曲げ歪を除去した平均垂直歪であるため，Rppの低下によるこ
の歪集中は主に梁ウェブ負担曲げモーメントの低下によるものである． 
  
図5.2.4 Mb - qb関係 
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(c) 接合部パネルの塑性化の影響 
図 5.2.8および図 5.2.9に FNHE08Fについて Mw‐f 関係およびMf - f 関係を示す．ここで， f 
は梁の曲率を表す．両図ともに図 5.2.10に示す梁端から材軸方向の距離 xを，梁端から梁ウェブ
せい dwに相当する位置（x=394mm）までとした各 x位置の断面挙動を重ねて示したものである．
f は各 x位置の梁フランジの平均垂直歪に基づき評価しており，Mf および Mw も同様に各 x位置
の要素応力により評価している．図 5.2.9の梁フランジの負担モーメント‐曲率関係では，いずれ
の断面も顕著な剛性低下が生じる耐力は，梁フランジの全塑性モーメント計算値Mfpと概ね一致
しており，断面挙動は概ね一致している．なお，梁端部については他の断面位置に比べ歪硬化が
大きいが，これは柱フランジに接合されていることによる梁フランジの幅方向変形の拘束に起因
している．図 5.2.8の梁ウェブの挙動については，各 x位置により挙動が大きく異なっており，梁
せいの 1/2に相当する x=194 mm以遠では，概ね同様の挙動を示しており，梁ウェブ全断面の全塑
性モーメント計算値Mwp近傍で剛性が著しく低下している．一方，梁ウェブせいの 1/2より梁端
側の範囲では各 x位置での断面挙動は大きく異なり，梁端に近づくに従って梁ウェブの負担モー
メントは減少している． 
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図 5.2.11 に全モデルに対する梁ウェブの有効耐力 Mwuの材軸方向分布を示す．ここで，Mwuは
第 4章と同様に各 x位置の Mw‐f 関係において， f = 5 fy 時の Mwと定義している．ここで，fy は
梁の最外縁が降伏歪に達する時の降伏曲率を表す．Rppが小さい程，梁端位置でのMwuは小さいが，
x≧dw/2の位置では，Rpp に関わらず Mwpに達している． 
強パネルの FNHE13Fにおいては梁端部位置においても，Mwuの低下は見られず，接合部パネル
の塑性化による影響は生じていない．その他の Rpp≦1.0 のモデルでは接合部パネルの塑性化の影
響が生じている．図 5.2.12にMwuo/Mwp - Rpp 関係を示す．ここで，Mwuoは梁端部の梁ウェブ有効
耐力を表す．同図中の破線で示すModelは，5.1)式による Mwuoの予測値である． 
jo
wp
wuo rM
M -= 1  5.1) 
ここで，5.1)式中の rjoは，図 5.2.12 中に示すように接合部パネルの塑性化の影響による耐力低
下率を表し，5.2)式により与えられる． 
ppjo Rr 75.110.2 -= ， 20.159.0 <£ ppR  5.2a) 
0=jor ， ppR£20.1  5.2b) 
なお， 5.2)式は，FEA 結果の線形回帰式により求めており，Rpp≧1.20 の範囲では，rjo=0 とな
り，接合部パネルの塑性化の影響が生じないことを意味している．なお，同図には第 4 章にて導
出した Mwuo/Mwp - Rpp 関係も同時に示す．Rppが同じであってもスカラップの有無で rjoの値は異な
り，スカラップと接合部パネルの塑性化の影響を合わせた耐力低下は，スカラップがある場合の
方が大きいものの，rjoはノンスカラップの場合の方が大きく，ノンスカラップの場合の方が接合
部パネルの塑性化による影響を大きく受けることが分かる． 
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5.3 梁線材解析 
前節の FEA結果を踏まえ，接合部パネルの塑性化の影響による梁ウェブの有効耐力の低下を力
学的に考慮した線材梁要素モデルを構築し，単調載荷および繰返し載荷の 2種類の解析を実施し，
FEA結果および実験結果と比較することで，FEA結果で得た力学特性の妥当性を検証する．なお，
繰返し載荷の解析については，5.5節にて述べる． 
 
5.3.1 解析概要 
(a) 解析仮定 
本解析では，梁部材のみを解析しており，単調載荷については参考までにqb =0.09radまで実施
し，繰返し載荷については後述する部分架構実験で得たqb履歴を与えた． 
解析は，第 4章と同様に OSSにより実施し，解析モデルには，OSSに実装されている応力型梁
要素 FBEを用いる．本解析では断面の弾塑性挙動は，断面をファイバに離散化し，平面保持を仮
定し評価する．  
 
(b) 材料モデル 
各断面内のファイバの応力-歪関係は，単調挙動については，1.5%の歪硬化係数を有する bi-liner
型硬化モデルとし，繰返し挙動については，バウシンガ効果を考慮したMenegotto-Pintoモデルを
用いた．梁のフランジおよびウェブの降伏点はそれぞれ表 4.2.2に示す素材試験結果の値を用いた．
なお，梁端部のフランジ断面については，5.2.2項(c)で述べた梁フランジの幅方向変形が柱フラン
ジに塑性拘束される効果があるため，単調挙動時の歪硬化係数を一般部の 1.5倍の 2.3%とした． 
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5.3.2 梁ウェブ無効領域のモデル化 
梁ウェブ負担モーメントの低下が生じる梁端から dw/2の領域については，梁材軸方向に積分点
を 8点設け，それぞれの積分点で断面に図 5.3.1に示すような接合部パネルの塑性化の影響による
梁ウェブ無効領域を設ける．なお収束性の観点から図 5.3.1に示すように，梁両端の 2接点(N1, N3)
の他に，梁端から dw/2の位置に中間接点(N2)を設け，梁部材を 2要素(E1,E2)でモデル化している．
なお，各断面の無効領域は，当該位置のファイバの欠落により表現した． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
  
図5.3.1 線材梁要素のモデル化（梁ウェブ無効領域） 
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（a）接合部パネルの塑性化によるウェブ無効領域 
第 4 章で述べたように，接合部パネルの塑性化による梁ウェブの負担モーメントの低下は，ウ
ェブ図心近傍の垂直応力の低下に起因するものである．そこで，図 5.2.11 の Mwuの材軸方向分布
を基に，図心近傍に 5.3)式で与えられる djxの高さの無効領域を材軸方向に導入する． 
( )wjo
w
jx dxr
d
d
21-×=   ， ÷÷
ø
ö
çç
è
æ
££
2
10
wd
x
 5.3) 
5.3)式は，梁端部で接合部パネルの塑性化に伴う梁ウェブの耐力低下率が 5.2)式で与えられる rjo
とし，x = dw / 2で接合部パネルの塑性化の影響は無くなるものとし，耐力低下が線形的に減少す
るとしたものである．図 5.3.2 にモデル化したウェブの無次元化有効耐力の材軸方向分布を FEA
結果と重ねて示す．なお，破線で第 4章のスカラップ有の場合のモデル化についても示している．
図 5.3.2(b)～(d)より，Rpp≧0.56 の範囲において，FEA 結果から得た力学特性を解析モデルに考慮
することにより，梁ウェブの有効耐力分布を良好に評価していることが分かる．また，梁端部で
はスカラップによる有効耐力の低下が影響しスカラップの有無による有効耐力の差が生じている
が，x=dw / 2に近づくにつれ両者の差が小さくなっている． 
なお，図 5.3.2(d)の FNHE06Fの場合には，梁端近傍で梁ウェブの有効耐力が負となっているが，
第 4 章でも述べたように，本モデルでは負の応力負担を直接表現することが出来ないため，負の
曲げモーメントが生じる領域においては，梁フランジ断面にその曲げモーメントの大きさに相当
する断面欠損により考慮する． 
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5.3.3 解析結果 
図 5.3.3 および図 5.3.4 に前項で導入した力学モデルによる単調載荷解析の Mb‐qb 関係および
eos‐qb 関係を 5.2節の FEAの結果と併せて示す．図 5.3.4のeos は，梁端部断面位置の梁フランジ
の垂直歪を表し，FEAの同位置の平均垂直歪 egと比較している．図 5.3.3および 5.3.4の Mb-qb関
係および eos -qb 関係は，FEA結果より得られた力学特性を考慮したモデルにより，FEAを良好に
再現していることが分かる．なお，繰返し載荷解析の結果については，5.5節にて述べる． 
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5.4 部分架構実験 
隅肉溶接を用いたH形断面柱梁接合部の弾塑性挙動を明らかにするために T字型部分架構を用
いた繰返し載荷実験を実施した． 
 
5.4.1 実験概要 
図 5.4.1 に試験体図を示し，表 5.4.1 に試験体一覧を示す．試験体の柱には
H-300x300x10x15(SM490A)を，梁には H-400x200x8x13(SM490A)を用いており，柱および梁のスパ
ンはそれぞれ 3000mmおよび 3500mmである． 
実験変数は，梁端溶接詳細とダブラープレート補強の有無である．溶接詳細については，No.1
および No.3 試験体には隅肉溶接を用いており，No.2 試験体については，スカラップ工法を用い
た完全溶込溶接とした．スカラップの形状は 10Rと 35Rの複合円型とした．No.1および No.3の
梁端の梁フランジの隅肉サイズはフランジ板厚の 0.77倍に相当する 10mmとした．隅肉溶接およ
び完全溶込溶接ともに溶接ワイヤには YGW11を用いており，隅肉溶接については， 1パスで施
工し，完全溶込溶接については 4層 7パスで施工した．溶接姿勢は共に横向き姿勢である．なお，
完全溶込溶接については，入熱およびパス間温度をそれぞれ 30kJおよび 250℃で管理した． 
ダブラープレート補強については，No.1 および No.2 試験体には PL-9(SM490)を用い，No.2 試
験体については無補強とした． 
表 5.4.2 に試験体に用いた鋼材の機械的性質の一覧を示す．表 5.4.1 中の Rppは接合部パネルと
梁の全塑性耐力の梁端モーメントの換算値の比を表す．ダブラープレート補強した No.1 および
No.2試験体の Rppは 1.56で強パネル形式の耐力構成となっており，No.3の試験体の Rppは 0.60で
弱パネル形式の耐力構成となっている． 
 
表5.4.1 試験体一覧 
Specimen Column Beam Weld D.P.L Rpp 
No.1 
H-300x300x10x15 H-400x200x8x13 
Fillet PL-9 1.16 
No.2 C.J.P. PL-9 1.16 
No.3 Fillet - 0.60 
 
表5.4.2 鋼材の機械的性質 
Position grade Grade 
sy 
(N/mm2) 
su 
(N/mm2) 
Y.R. 
(-) 
E.L. 
(-) 
vE0 
(J) 
Beam Flange 
SM490A 
355 550 0.66 0.39 65 (30*) 
Beam Web 388 556 0.70 0.37 - 
Column Flange 377 561 0.66 0.41 53 
Column Web 409 567 0.70 0.35 - 
D.P.L 394 550 0.73 0.39 - 
Stiffener 352 526 0.75 0.45 - 
Depo. YGW11 504 636 0.79 - - 
*Fillet Part 
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(a) 骨組形状 
 
(b) 溶接詳細 
図5.4.1 試験体図 
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図 5.4.2に載荷装置を示す．載荷は，梁端変位を梁スパンで除した全体変形角qtを 0.04radで正
負に 10回繰返した後，0.06radで正負に破壊するまで繰返すこととした．本実験では，破断によ
る顕著な耐力低下もしくは，座屈により耐力が 10%低下した時点を破壊とした． 
 
図5.4.2 載荷装置 
  
(+) (-)
P
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35
00
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5.4.2 実験結果 
(a) 荷重-変形関係 
図 5.4.3 に Mb- qt関係を示す．ここで，Mbは梁端曲げモーメントをqtは全体変形角を表す．図
5.4.4および図 5.4.5のそれぞれにMb-g  関係およびMb - bq 関係を示す．ここでg および bq はそれ
ぞれ接合部パネルせん断変形角および梁部材角を表す．図中に示す破線はいずれも弾性剛性と全
塑性耐力の計算値に基づく挙動を表したものである． 
 
  
 (a) No.1 (b) No.2 (c) No.3 
図5.4.3 Mb- qt関係 
 
 
 (a) No.1 (b) No.2 (c) No.3 
図5.4.4 Mb- g 関係 
 
 
 (a) No.1 (b) No.2 (c) No.3 
図5.4.5 Mb-  bq関係 
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(b) 破壊状況 
強パネルで隅肉溶接仕様の No.1試験体は，qt=0.04radの正側 6回目の載荷ピーク時に圧縮側梁
フランジに梁端から 130mmの場所に座屈高さ 8mmの局部座屈が確認された．その後，正側 7回
目および 8回目でそれぞれ座屈高さは 17mmおよび 30mmと繰返しの度に局部座屈が進展し，正
側 8回目ピーク時の荷重が最大荷重より 10%低下し実験を終了した．実験終了時にも梁フランジ
の隅肉溶接部には亀裂発生は確認されていない．写真 5.4.1(a)に実験終了時点の梁フランジの局部
座屈の状況を示す． 
強パネルでスカラップ工法による完全溶込溶接仕様の No.2試験体についても No.1試験体と同
様に局部座屈により 10%の耐力低下が生じ，これにより実験を終了した．なお，No.2については，
qt=0.04radの負側 3回目の載荷ピーク時に圧縮側フランジに梁端から 125mmの位置に座屈高さ
13.5mmの局部座屈が発生し，負側 4回目および 5回目のそれぞれで，座屈高さはそれぞれ 22.5mm
および 30mmに進展し，負側 5回目ピーク時の荷重が最大荷重より 10%低下しており，スカラッ
プが存在することで，No.2の累積塑性変形量は No.1に比べて低下している．なおスカラップ底
の亀裂の状況は実験終了時に軽微なヘアークラックが確認される程度であった．写真 5.4.1(b)に
No.2試験体の実験終了時の局部座屈の状況を示す． 
弱パネルで隅肉溶接仕様の No.3は，梁フランジの局部座屈の進展は認められず，qt=0.04radの
負側 7回目の載荷途中で破断音を伴い梁フランジ外面の隅肉溶接部の梁側止端に幅中央位置を中
心とする長さ 37mmの亀裂が発生した．なお，亀裂発生に伴う荷重低下は認められず，その後の
載荷においても梁フランジ隅肉溶接部が完全に破断するまで荷重-変形関係は極めて安定したも
のであった．繰返し載荷の進展に伴い亀裂は梁フランジ側溶接止端に沿ってフランジ幅方向に亀
裂長さを進展するとともに，梁フランジ幅中央の亀裂が生じた溶接止端部では，梁フランジが材
軸方向に抜け出す様な変形が進展した．qt=0.04radの正負 10回の載荷スケジュールを完了した時
点の隅肉溶接止端部の亀裂長さおよび抜出し量は，それぞれ 75mmおよび 2.2mmとなっていた．
なお，梁フランジ内面の隅肉溶接については，qt=0.04radの載荷スケジュールにおいて亀裂は確認
されていない．その後，qt=0.06radの負側 2回目の載荷途中に梁フランジの隅肉溶接がフランジ内
面外面ともに全幅に渡って破断し，急激な荷重低下を示したので，実験を終了した．隅肉溶接の
破断は，基本的に隅肉溶接のルートと梁フランジ側の溶接止端を結ぶ直線状であった．ただし，
フランジ内面側の梁ウェブ近傍における破断線は，ルート止端を結ぶ直線から 10°の方向に生じて
いた．写真 5.4.1(c)に実験終了時の梁フランジの破断状況を示す． 
  
- 144 - 
        
(a) No.1試験体 梁フランジの局部座屈     (b) No.2試験体 梁フランジの局部座屈 
 
 
 
 
(c) No.3試験体 隅肉溶接部の破断 
写真5.4.1 実験終了時の破壊状況 
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(c) 骨格曲線 
図 5.4.6(a)～(c)のそれぞれに全体挙動，接合部パネル挙動および梁挙動に関する骨格曲線を示す．
同図中には，それぞれの挙動に対応する弾性剛性および全塑性耐力により求められる計算挙動を
示している．図 5.4.6(a), (c)の全体挙動および梁の曲げ挙動に着目すると No.1試験体の荷重-変形
挙動が No.2試験体を若干ではあるが上回っていることが確認できるが，同図(b)の接合部パネル挙
動については，No.1と No.2の荷重-変形挙動に優位な差は認められない．これは，梁端溶接部の
スカラップの有無により梁の曲げ挙動に若干の差が生じ，それに伴い全体挙動にも同様の影響が
表れていると考えられる．また図 5.4.6(c)の挙動に着目すると，弱パネル No.3の梁の荷重-変形挙
動は他の 2体を下回っており，接合部パネルの塑性化が梁の曲げ挙動に影響を与えていることが
確認できる． 
  
        (a) 全体挙動            (b) 接合部パネル挙動 
 
(c) 梁挙動 
図5.4.6 骨格曲線 
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(d) 塑性変形能力 
図 5.4.7に全体変形角，接合部パネルせん断変形角および梁部材角の実験終了時の累積塑性回転
角を示す．同図(a)，(b)および(c)はそれぞれ，梁部材角，接合部パネルせん断変形角および全体変
形角に関する累積塑性回転角である．（定義は，図 4.5.7参照） 
図 5.4.7(a)の梁部材角の累積塑性回転角において，梁端フランジを隅肉溶接接合した強パネル形
式試験体の No.1と弱パネル形式試験体の No.3を比較すると，強パネル形式試験体では梁フラン
ジの局部座屈により破壊したにも関わらず，梁フランジ隅肉溶接部で破断が生じた No.3試験体の
累積塑性回転角の 2.7倍となっており，梁端フランジを隅肉溶接接合した場合は，パネル耐力比
が低下すると梁部材の累積塑性回転角が減少することが分かる．これは接合部パネルの塑性化に
よる梁ウェブの負担曲げモーメントの伝達効率の低下と梁端部で生じるキンキングの影響と考え
られる．ただし，図 5.4.7(b)の接合部パネルに関する累積塑性回転角については，No.3は No.1の
7.6倍となっており，その結果，図 5.4.7(c)の全体変形角に関する累積塑性回転角においても No.3
は No.1の 1.73倍の塑性変形能力を発揮している． 
強パネル形式について，梁端フランジを隅肉溶接接合した No.1試験体と完全溶込溶接とした
No.2試験体を比較すると，梁部材および全体変形角のそれぞれで，No.1試験体は No.2試験体の
それぞれ 1.59倍および 1.65倍となっており，局部座屈により破壊に至る場合においても，スカラ
ップを設けない隅肉溶接接合した接合部は，スカラップ工法による完全溶込溶接接合の塑性変形
能力を上回ることが分かる． 
 
  
       (a) 梁部材角  (b) 接合部パネルせん断変形角   (c) 全体変形角 
図5.4.7 累積塑性変形角の比較 
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5.5 変形能力評価 
5.5.1 繰返し載荷解析 
5.3 節にて述べた線材解析の単調載荷解析と同様の解析仮定およびモデル化手法で表 5.5.1 に示
す 5.4 節の実験結果より得たqb履歴を与えて，繰返し載荷解析を実施した．なお，本節の解析モ
デルは実験の供試体諸言（材料特性とも）より 5.3節とは別途モデル化している．図 5.5.1に Mb‐
qb 関係を部分架構実験の実験結果と合わせて示す．単調載荷の場合と同様に繰返し載荷解析の場
合であっても 5.2節の FEA結果より得られた力学特性を考慮した線材解析により実験結果を良好
に再現していることが分かる． 
  
0.04rad 0.06rad 0.04rad 0.06rad 0.04rad 0.06rad
+1回目 0.0307 - +1回目 0.0320 - +1回目 0.0120 0.0176
-1回目 -0.0299 - -1回目 -0.0309 - -1回目 -0.0149 -0.0209
+2回目 0.0300 - +2回目 0.0308 - +2回目 0.0136 0.0179
-2回目 -0.0296 - -2回目 -0.0303 - -2回目 -0.0148 -
+3回目 0.0301 - +3回目 0.0305 - +3回目 0.0137 -
-3回目 -0.0298 - -3回目 -0.0311 - -3回目 -0.0148 -
+4回目 0.0302 - +4回目 0.0305 - +4回目 0.0136 -
-4回目 -0.0298 - -4回目 -0.0325 - -4回目 -0.0148 -
+5回目 0.0302 - +5回目 0.0300 - +5回目 0.0134 -
-5回目 -0.0298 - -5回目 -0.0338 - -5回目 -0.0148 -
+6回目 0.0305 - +6回目 - - +6回目 0.0134 -
-6回目 -0.0299 - -6回目 - - -6回目 -0.0147 -
+7回目 0.0262 - +7回目 - - +7回目 0.0133 -
-7回目 -0.0298 - -7回目 - - -7回目 -0.0147 -
+8回目 0.0328 - +8回目 - - +8回目 0.0134 -
-8回目 - - -8回目 - - -8回目 -0.0149 -
+9回目 - - +9回目 - - +9回目 0.0134 -
-9回目 - - -9回目 - - -9回目 -0.0150 -
+10回目 - - +10回目 - - +10回目 0.0134 -
-10回目 - - -10回目 - - -10回目 -0.0150 -
NO.1 q t
q b履歴
NO.2 q t
q b履歴
NO.3 q t
q b履歴
表5.5.1 実験によるqb履歴 
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(a) NO.1 (b) NO.2 
(c) NO.3 
図5.5.1 Mb – qb関係（繰返し載荷） 
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5.5.2 累積損傷度(DI)の評価 
第 4 章と同様に前項の繰返し解析で得た歪履歴にマンソン‐コフィンの疲労関係式とマイナー
則を適用した 4.11)式による梁の累積損傷度評価を試みる． 
Kn
i f
iaDI å
=
=
1
,
e
e
 4.11) 
ここで，DI は，n 番目の繰返しサイクル（極大値から極大値の歪履歴を 1 サイクルと数える)
での累積損傷度を表し，DI=1.0で破壊に至るとするものである．また，e a,iは，i番目の繰返しサ
イクルの歪振幅(範囲)を表し，efおよび Kは材料常数で，第 4章と同様にそれぞれ 0.191および 2.20
とする． 
図 5.5.2に実験において梁端部で破断が生じた供試体 NO.3をモデル化した解析モデルの梁端部
における推定局部歪履歴を示す．横軸は解析上の step数で，200step毎に半サイクル分の実験のqb
履歴を与えており，最終 stepが実験上の梁の破断時期に対応する．実験での破断時期（解析最終
step）が DI=1.0になる時期と一致するように求めた推定歪集中率 Ksは，2.09となり，縦軸 Ks・eos
は線材解析より得られた梁端部の平均垂直歪に推定歪集中率 Ksを乗じて求めている．図 5.5.3 に
各解析モデルの推定 DIの推移を示す．NO.1は最終 step時点で DI=0.51となり，実験結果と同様
に最終時点で梁端部での破断は生じていない結果となる． 
 
 
 
 
  
0.0
0.2
0.4
0.6
0.8
1.0
1.2
0 1000 2000 3000 4000 5000
D
I
step
NO.1
NO.3
-0.10
-0.05
0.00
0.05
0.10
0 1000 2000 3000 4000 5000
Ks・eoss
step
図5.5.2 推定局部垂直歪履歴（NO.3） 図5.5.3 推定DI履歴 
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5.6 まとめ 
梁フランジ溶接接合部の溶接部詳細をノンスカラップ工法の隅肉溶接とした場合について，第
4 章と同様の検討を行い，梁フランジの溶接接合部に隅肉溶接を用いた場合の影響およびノンス
カラップ工法の場合の接合部パネルの塑性化による梁挙動に与える影響について検討した．これ
らにより得られた結論を以下に示す． 
 
(1) 第 4 章の結果と同様に，接合部パネルの塑性化の影響により，梁端部で梁ウェブの有効耐力
が低下し，これにより梁部材の耐力低下と梁端フランジでの歪集中が生じる． 
 
(2) ノンスカラップ工法の場合，複合円型スカラップ形式の場合より接合部パネルの塑性化によ
る影響が大きく，Rppの低下による梁端フランジの歪集中の変動が大きい． 
 
(3) ノンスカラップ工法の場合，接合部パネルの塑性化の影響による梁端部位置の梁ウェブ有効
耐力の低下は，スカラップ工法の場合より大きく，梁端部の梁ウェブ有効耐力はスカラップ
の有無に関わらず統一的に扱うことはできず，5.2)式により評価され，Rpp≧1.20 の強パネル
の範囲においては，接合部パネルの塑性化の影響は生じない． 
 
(4) 梁ウェブの有効耐力低下量は異なるものの，スカラップ工法の場合と同様に梁端部から材軸
方向に梁ウェブせいの 1/2 位置で，接合部パネルの塑性化の影響による梁ウェブの有効耐力
の低下が見られなくなる． 
 
(5) ノンスカラップ工法の場合においても，梁端部における梁ウェブの有効耐力の材軸方向分布
を梁ウェブの無効領域 5.3)式により力学的に評価することで，接合部パネルの塑性化が梁部
材の荷重-変形挙動に与える影響を良好に評価する． 
 
(6) 梁端フランジに隅肉溶接接合を採用した部分架構の繰返し載荷実験の結果，弱パネル形式の
接合部に取付く梁の塑性変形能力は，接合部パネルの塑性化の影響により 0.37倍に低下する
ことを確認した．ただし，接合部パネルにより生じる累積塑性変形量が梁部材の強パネル形
式の 7.6 倍に増加するため，骨組全体における累積塑性変形能力は弱パネル形式の試験体が
強パネル形式の 1.72倍となった． 
 
(7) 接合部パネルの塑性化の影響を考慮した線材解析による繰返し載荷解析は，部分架構実験の
荷重‐変形挙動を良好に再現する． 
 
(8) 歪集中率 Ksを Ks=2.09 とすれば，部分架構実験の破断時期と線材解析の最終 step が一致し，
最終 stepにて DI=1.0となる． 
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第6章  結論 
 
本論では，H 形鋼を柱に用いる鋼骨組の柱梁接合部近傍に着目し，製作上および設計上の合理
化を目的とし，隅肉溶接の梁端溶接接合部への適用および H形鋼柱を用いた場合に想定される弱
パネル架構の設計法に対する検討を行った．第 2章から第 5章で得られた結論を以下にまとめる． 
 
第 2章では，前面 T字形式の隅肉溶接について，平面歪状態を仮定した上界定理に基づく極限
解析により強度評価式を導出し，前面 T字形式溶接継目の単調引張載荷実験および有限要素解析
を実施し，溶接継目特性の把握および強度評価式の妥当性を検討した．これらにより得られた結
論を以下に示す． 
(1) 任意の開先角度の前面 T字異形隅肉溶接継目について，平面歪状態を仮定した上界定理に基
づく極限解析を実施し，その破断角度と終局強度の理論解を導出した．この理論解により，
標準隅肉溶接と異形隅肉溶接を区別することなく統一的に評価することが可能となると同時
に，溶込みの影響も評価が可能となる． 
(2) 導出した強度評価式 2.20)式では，母材と溶接金属の引張強さが等しい場合，両面 60°開先の
前面異形隅肉溶接継目は，側面異形隅肉溶接の場合と同様に板厚の 2/3 倍の隅肉サイズで母
材の全強を伝達可能であり，母材板厚が 20~40mmの範囲で母材の全強を伝達するために必要
な溶接量は，完全溶込み溶接の溶接量の 45~60%に低減することが可能となる． 
(3) 溶接金属の引張強さは，隅肉サイズと負の相関があるが，今回の 490N/mm2 級鋼材の試験体
の中で最も隅肉サイズの大きい場合であっても母材強度の 1.2 倍の引張強さを有し，最も隅
肉サイズが小さい場合では，母材強度の 1.4倍となる． 
(4) 溶接部の硬さ試験より，溶接金属内の硬さ分布は，多層盛り溶接の場合の再熱部が若干低く
なる傾向が見られたが，概ね一様な硬さ分布で，ボンド部近傍における母材の稀釈による硬
さの低下は見られない． 
(5) 異形隅肉溶接継目の場合も，標準隅肉溶接と同様に溶接ルート部の延性亀裂が起点となり，
極限解析で求めた破断角度と同様に，ルートと止端を結ぶ方向に破断が生じる． 
(6) 異形隅肉溶接継目の終局強度は，隅肉サイズの等しい標準隅肉溶接継目の約 1.4倍上昇した． 
(7) 極限解析により得られた強度評価式の材料強度に母材の引張強さを用いれば，過小評価とな
るが，溶接金属の引張強さを用いることで，SN490 鋼材を対象にした実験の終局強度を精度
良く評価できる．設計においては，母材の強度を用いることで十分安全側の評価をすること
が可能である． 
(8) 溶込みおよび熱影響部を無視した解析モデルでは，溶接金属と母材の境界の母材側に相当塑
性歪が分布するが，熱影響部もしくは開先面への溶込み形状を考慮することで塑性化領域が
溶接金属側となり，実験結果の破断角度と同様の結果となる． 
 
第 3 章では，高強度鋼材の抱える溶接施工性向上と構造上の課題に対する解決策のひとつとし
て期待される隅肉溶接の可能性について，第 2 章で検討した強度評価式の高強度鋼材への適用性
を H-SA700B鋼材を母材に用い，第 2章と同様の検討を実施した．これらにより得られた結論を
以下に示す． 
(1) 母材が高強度の H-SA700Bに対し，溶接材料が YGW18と G78A4UMN5C1M3Tの低強度溶接
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材料を用いるアンダーマッチの溶接施工の場合，溶接条件を緩和でき，溶接施工時間の短縮
が可能となる． 
(2) 溶接金属の引張強さは，隅肉サイズと負の相関があるが，JISに規定される規格下限値を大き
く上回っており，溶接継目の耐力を算定する際は溶接材料の規格下限値を用いれば，安全側
に設計することができる． 
(3) 溶接金属内の硬さ分布は概ね一様であり，隅肉サイズによる硬さの違いは見られず，溶接金
属から熱影響部にかけては 1.13～1.55 倍程度の急激な硬度上昇が見られ，熱影響部から母材
にかけては連続的に変化し母材硬度まで低下する． 
(4) 溶接材料強度に関わらず，いずれの試験体も溶接ルート部と止端を結ぶ方向に延性的に破断
が生じており，極限解析結果と概ね一致した． 
(5) 破断線は，いずれの試験体も溶接金属内に生じており，強度評価には溶接金属の引張強さを
用いることが妥当であると判断できる． 
(6) 第 2章で導出した強度評価式 2.20)式による強度評価は，オーバーマッチの場合，誤差 10%程
度で概ねよく対応しているが，アンダーマッチの場合は過小評価する． 
(7) 材料強度比 wsu/psu≦1.16のアンダーマッチの場合には，塑性拘束効果と考えられる強度上昇
機構が存在することを確認し，塑性拘束係数 kmの実験回帰式 3.1)式を示した．また，母材の
巨視的塑性化が生じる場合でも，母材が巨視的弾性挙動範囲で溶接継目が破断した試験体と
同等の強度上昇を確認した． 
(8) 有限要素解析により応力三軸度と材料強度比および強度上昇率と応力三軸度に相関関係があ
ることを示した．さらに，第 2章で導出した終局強度評価式を修正し，破断線方向の垂直応
力stを考慮することで塑性拘束による強度上昇率と応力三軸度の関係式 3.18)式を導出した． 
 
第 4 章では，H 形鋼柱を用いた場合の弱パネル架構を想定し，接合部パネルの塑性化を許容し
た合理的な設計法を確立する上で必要な接合部パネルの塑性化が梁の必要性能と保有性能の両面
に与える影響を定量的に評価する手法を整備するため，パネル耐力比を 0.59≦Rpp≦1.26に変化さ
せた既往の実験を基に有限要素解析を実施し，接合部パネルの塑性化が梁挙動に与える影響につ
いて検討することで，梁部材の応力伝達機構および梁端部の梁フランジの歪挙動を把握し，その
再現性について検討した．これらにより得られた結論を以下に示す． 
(1) 接合部パネルの塑性化の影響により，梁端部で梁ウェブの有効耐力が低下し，これにより梁
部材の耐力低下と梁端フランジでの歪集中が生じる． 
(2) 梁端部から材軸方向に梁ウェブせいの 1/2 位置で，接合部パネルの塑性化の影響による梁ウ
ェブの有効耐力の低下が見られなくなる． 
(3) 接合部パネルの塑性化の影響による梁端の耐力低下率は，パネル耐力比 Rppに応じて 4.9)式に
より評価され，Rpp≧1.15の強パネルの範囲においては，接合部パネルの塑性化の影響は生じ
ない． 
(4) 梁端部における梁ウェブの有効耐力の材軸方向分布を梁ウェブの無効領域 4.10)式により力
学的に評価することで，接合部パネルの塑性化が梁部材の荷重-変形挙動を良好に評価する． 
(5) スカラップ底の局部垂直歪は，グローバルモデルおよび線材解析による平均垂直歪に歪集中
率を乗じることで概ね良好に評価でき，接合部パネルの塑性化により生じるキンキング現象
の影響は小さい． 
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(6) 梁フランジ外面の溶接止端部の局部垂直歪は，スカラップ底の局部垂直歪よりパネル耐力比
の影響が大きく，接合部パネルの塑性化により生じるキンキング現象の影響が大きいが，本
検討の 0.59≦Rpp≦1.26の範囲においては，溶接止端部の局部垂直歪がスカラップ底の局部垂
直歪を上回ることは無く，HE06Fの実験結果においてもスカラップ底の延性亀裂を起点とす
る脆性破壊が生じており，キンキング現象が梁の破壊および変形能力に与える影響は少ない． 
(7) 接合部パネルの塑性化の影響を梁ウェブの無効領域により梁材のモデルに考慮した解析から
得られる梁端の平均垂直歪に歪集中率を考慮すれば，低サイクル疲労モデルの適用により，
梁の損傷度評価が可能であることを示した． 
 
第 5 章では，梁フランジ溶接接合部の溶接部詳細をノンスカラップ形式の隅肉溶接とした場合
について，第 4 章と同様の検討を行い，梁フランジの溶接接合部に隅肉溶接を用いた場合の影響
およびノンスカラップ形式の場合の接合部パネルの塑性化による梁挙動に与える影響について検
討した他，パネル耐力比を 0.60≦Rpp≦1.16に変化させた部分架構を用いた繰返し載荷実験を行い，
以下の知見を示した．これらにより得られた結論を以下に示す． 
(1) 第 4 章の結果と同様に，接合部パネルの塑性化の影響により，梁端部で梁ウェブの有効耐力
が低下し，これにより梁部材の耐力低下と梁端フランジでの歪集中が生じる． 
(2) ノンスカラップ工法の場合，スカラップ工法の場合より接合部パネルの塑性化による影響が
大きく，パネル耐力比の低下による梁端フランジの歪集中の変動が大きい． 
(3) ノンスカラップ工法の場合，接合部パネルの塑性化の影響による梁端部位置の梁ウェブ有効
耐力の低下は，スカラップ工法の場合より大きく，梁端部の梁ウェブ有効耐力はスカラップ
の有無に関わらず統一的に扱うことはできず，5.2)式により評価され，Rpp≧1.20 の強パネル
の範囲においては，接合部パネルの塑性化の影響は生じない． 
(4) 梁ウェブの有効耐力低下率は異なるものの，スカラップ工法の場合と同様に梁端部から材軸
方向に梁ウェブせいの 1/2 位置で，接合部パネルの塑性化の影響による梁ウェブの有効耐力
の低下が見られなくなる． 
(5) ノンスカラップ工法の場合においても，梁端部における梁ウェブの有効耐力の材軸方向分布
を梁ウェブの無効領域 5.3)式により力学的に評価することで，接合部パネルの塑性化が梁部
材の荷重-変形挙動に与える影響を良好に評価する． 
(6) 梁端フランジに隅肉溶接接合を採用した部分架構の繰返し載荷実験の結果，弱パネル形式の
接合部に取付く梁の塑性変形能力は，接合部パネルの塑性化の影響により 0.37倍に低下する
ことを確認した．ただし，接合部パネルにより生じる累積塑性変形量が梁部材の強パネル形
式の 7.6 倍に増加するため，骨組全体における累積塑性変形能力は弱パネル形式の試験体が
強パネル形式の 1.72倍となった． 
(7) 接合部パネルの塑性化の影響を考慮した線材解析による繰返し載荷解析は，部分架構実験の
荷重‐変形挙動を良好に再現する． 
(8) 歪集中率 Ksを Ks=2.09 とすれば，部分架構実験の破断時期と線材解析の最終 step が一致し，
最終 stepにて DI=1.0となる． 
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今後の検討課題および今後の展望 
本研究で示した隅肉溶接継目の強度評価式およびアンダーマッチな場合に考慮できる強度上昇
率の実験式および応力三軸度との関係式を用いることで，母材と溶接材料のマッチングによらず，
異形隅肉溶接継目の終局強度を評価できる強度評価式を示したが，より多くのサンプルを用いて
検討を行い，さらに精度の高い実験式を得る必要がある．また，設計時の適用方法および適用範
囲の精査についても今後の検討課題である． 
接合部パネルの塑性化の影響を梁ウェブの無効領域により考慮した梁部材モデルにより，荷重
変形挙動および梁端の歪履歴の再現性を示したが，本研究における検討は，片持ち梁形式の検討
であり，架構形式の検討を実施する必要がある．また，本研究で検討している損傷度評価手法に
より，ランダム振幅の地震動を受けた架構の保有性能の評価も可能と考えられ，今後の展望とし
て期待される． 
本研究で発揮された隅肉溶接継目および隅肉溶接を用いた架構の性能は，適切な溶接施工がな
されていることが条件であるものの，隅肉溶接は超音波探傷試験の対象外の溶接方法とされてお
り，外観検査以外の検査方法が確立されていないのが現状である．特に異形隅肉溶接は，開先加
工が施された隅肉溶接であり，ルート部の溶込みの確保を確実にするためには，トーチ角度，ア
ークねらい位置，ウィービングの方法等を検討し，適切な溶接条件を確認しておく必要があり，
その確認方法を確立することは，今後の検討課題のひとつに挙げられる． 
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付録 
 
A-1 梁ウェブ厚を変化させた場合の梁の曲げ挙動に与える接合部パネルの塑性化の影響 
 
接合部パネルの塑性化の影響が梁挙動に与える影響について，第 5 章において，梁端部におけ
る梁ウェブ有効耐力の低下率をパネル耐力比のみにより評価する 5.2)式および 5.3)式を導出した．
ここでは，同形状の検討モデルに対し，梁ウェブ板厚のみを btw =12，16mmに変化した 2種類を
追加し，5.2)式および 5.3)式の一般性を確認する．梁ウェブ有効耐力分布の再現性および梁挙動の
再現性について有限要素解析および OpenSeesによる線材解析により確認する． 
 
A-1.1 解析概要 
第 5 章の検討モデルの梁ウェブ厚のみを変更した解析モデルを用いて，接合部パネル板厚と梁
ウェブ厚の異なる組合せに対する第 5 章で導出した梁ウェブ有効耐力の評価手法の妥当性につい
て，有効耐力分布および OpenSeesによる梁挙動の再現性を確認することにより確認する．解析モ
デルは，表 A-1.1 に示す 6体とし，第 5章の解析モデルと同形状の検討モデルに対し，梁ウェブ
厚のみを btw =12，16mmの 2種類に変化させる．解析仮定および材料特性は第 5章と同様とし，
変更はない． 
 
表A-1.1 解析モデルおよび耐力一覧 
 
 
 
A-1.2 解析結果 
(a) 荷重-変形関係 
図 A-1.1に梁ウェブ厚毎の FEAの荷重‐変形関係を示す．同図(a)～(c)の荷重はいずれも梁端モ
ーメントを用いており，同図(a)では変形として全体変形角( q t )を，同図(b)および(c)では，変形を
それぞれ接合部パネルのせん断変形角成分( qp  )および梁部材変形角成分( q b )としている．図中に
は，接合部パネルおよび梁の全塑性耐力の計算値を水平線で示している．図 5.2.3(a)の全体挙動に
おいて，Rppの大きさにより挙動に差が見られるが，同図(b)の接合部パネルの早期の塑性化による
影響が主要因であり，同図(c)の梁挙動にもRppの影響による梁端モーメントの低下が確認される．
これは，第 5章と同様である． 
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図A-1.2 荷重－変形関係(梁ウェブ厚16mm) 
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図A-1.1 荷重－変形関係(梁ウェブ厚12mm) 
(a) Mb - qt関係 
(b) Mb - qp 関係 (c) Mb - qb関係 
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(b) 梁ウェブの有効耐力分布およびモデル化 
図 A-1.3 に本解析により得られた梁端部における梁ウェブの全塑性耐力により無次元化した梁
ウェブ有効耐力( Mwuo / Mwp )とパネル耐力比( Rpp )の関係を第 5章の解析結果（梁ウェブ厚 8mmの
モデル）およびウェブの有効耐力の低下量をモデル化した評価式 5.2)式と共に示す．梁端部にお
ける梁ウェブ有効耐力は，Rpp が小さくなるに従い，梁ウェブ厚が大きい程，5.2)式の評価値が若
干過小評価となっている． 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 A-1.4に FEAより得られた梁ウェブ有効耐力の材軸方向分布と 5.2)式および 5.3)式によりモ
デル化した有効耐力分布を重ねて示す．概ね一致しているものの，図 A-1.3と同様に Rppが小さく
なるに従い，梁ウェブ厚が大きい程，梁端部近傍の評価値が過小評価となっている． 
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(b) 梁ウェブ厚 16mmモデル 
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図A-1.4 梁ウェブ有効耐力分布のモデル化 
図A-1.3 Mwuo / Mwp - Rpp関係 
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(C) 線材解析結果 
図 A-1.5および図 A-1.6に 5.2)式および 5.3)式により梁ウェブ有効耐力をモデル化した単調載荷
の線材解析により得られたMb - qb関係およびeos - qb関係を示す．荷重－変形挙動および歪‐変形
挙動については概ね一致しており，梁ウェブ厚が大きくなる場合についても，第 5 章で提案する
評価手法により評価することが可能であると考えられる．しかしながら，前述の通り，梁ウェブ
の有効耐力のモデル化は，梁ウェブ厚が大きくなるに従い過小評価となっているため，その影響
を受け，荷重－変形挙動および歪‐変形挙動に対しても OpenSeesによる解析結果が有限要素解析
結果を若干過小評価する結果となっている． 
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図A-1.5 Mb – qb関係 
(b) 梁ウェブ厚 16mmモデル 
(a) 梁ウェブ厚 12mmモデル 
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図A-1.6 eos – qb関係 
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A-2 エネルギーによる変形能力比較 
 
5章にて実施した隅肉溶接を用いた H形断面柱梁接合部の部分架構実験において，5.4.2項で累
積塑性変形角による塑性変形能力の比較を行った．ここでは，エネルギー評価による変形能力の
比較を実施する． 
図 A-2.1 に梁部材角，接合部パネルせん断変形角および全体変形角の実験終了時のエネルギー
吸収量を示す．エネルギー吸収量は，それぞれ Mb-qb関係，Mb-qp関係，Mb-qt関係の履歴面積から
求めたものである． 
図 A-2.1(a)の梁部材角のエネルギー吸収量において，梁端フランジを隅肉溶接により接合した強
パネル試験体の No.1と弱パネル試験体の No.3を比較すると，局部座屈で破断した No.1試験体の
エネルギー吸収量が梁フランジの隅肉溶接部で破断した No.3 試験体の 3.16 倍となっており，パ
ネル耐力比が低下することで梁部材のエネルギー吸収量が減少している．一方，図 A-2.1(b)の接
合部パネルのエネルギー吸収量で比較すると No.3 試験体は No.1 試験体の 6.67 倍となっており，
その結果，図A-2.1(c)の全体変形角に対するエネルギー吸収量は，No.3試験体がNo.1試験体の 1.50
倍になっている． 
強パネル試験体について，梁端フランジを隅肉溶接接合した No.1試験体と完全溶込溶接とした
試験体 No.2試験体を比較すると，梁部材，全体変形角のそれぞれで，No.1試験体は No.2試験体
のそれぞれ 1.45倍および 1.51倍となっており，ノンスカラップ工法で隅肉溶接を用いた接合部の
架構は，スカラップ工法で完全溶込溶接を用いた架構のエネルギー吸収量においても上回ること
が分かる． 
累積塑性変形角による変形能力の比較と同様の結果となっているが，エネルギー吸収量による
変形能力の比較では，梁端モーメントの低下の影響により，累積塑性変形角の差よりもエネルギ
ー吸収量による変形能力比較による方が若干ではあるものの比率が減少する傾向を示している． 
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図A-2.1 エネルギー吸収量比較 
(a) 梁部材角 (b) 接合部パネルせん断変形角 (c) 全体変形角 
- 161 - 
謝辞 
 
神戸大学工学部建設学科 4 回生より本研究に着手して以来，神戸大学大学院准教授 難波尚 先
生には，博士課程後期課程への社会人としての入学と本研究の継続を勧めて頂き，筆者の不勉強
にも関わらず，長きに渡り終始変わらず根気よく丁寧に御指導，御鞭撻を賜りました．ここに厚
くお礼申し上げます．また，神戸大学教授 田中剛 先生には，その研究課程において常に適切な
ご指導賜りましたこと，厚くお礼申し上げます． 
本論文をまとめるにあたり，神戸大学教授 多賀謙藏 先生ならびに同教授 谷明勲 先生には非
常に有益な御指摘，貴重な御助言を頂戴致しました．ここに深くお礼申し上げます． 
卒業論文および修士論文のテーマとして研究の遂行にご尽力いただいた，森めぐみ氏を始めと
し，実験を行うに際して終始惜しみない御助力，御指導を頂きました重松征男氏，研究生活を共
に過ごした神戸大学鋼構造研究室の関係者の皆さまに心から感謝致します． 
最後に 2011年に入社以来，本研究に際し，暖かく見守って頂いた(株)東畑建築事務所常務執行
役員 近藤一雄 氏ならびに構造設計室の皆様にはお礼の言葉もございません．末筆ながら，心か
ら感謝いたします． 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
神戸大学博士論文「隅肉溶接を用いた H形断面柱梁接合部の弾塑性挙動」全 161頁 
提出日 2017年 1月 20日 
本博士論文が神戸大学機関リポジトリ Kernel にて掲載される場合、掲載登録日（公開日）はリポ
ジトリの該当ページ上に掲載されます。 
© 森川 翔平 
本論文の内容の一部あるいは全部を無断で複製・転載・翻訳することを禁じます。 
